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AVANT-PROPOS 


La sidérurgie s’est fixé pour objectif essentiel l'amélioration 
radicale de la qualité du métal produit par implantation de méthodes 
avancées et l'enrichissement de l’assortiment des laminés en tôles. 
On verra apparaître de nouveaux types de machines et des équipe- 
ments d’une srande puissance unitaire. On envisage d'organiser la 
production des moyens et des systèmes complexes d’automatisation 
pour la gestion des processus technologiques dans la métallurgie. 

Le développement d'équipements nouveaux d’une grande effica- 
cité et l'introduction des calculateurs dans la gestion exigeront un 
travail important quant à la simulation mathématique et l’élabora- 
tion d’algorithmes pour les plus importants processus technologiques. 
C'est dire l'intérêt de l'ouvrage « Simulation mathématique et calcul 
sur ordinateur des laminoirs à tôles ». Il traite en effet dans le détail 
des problèmes relatifs à la simulation mathématique et à l'étude des 
laminages à chaud et à froid des tôles minces sur calculateurs numé- 
riques et analogiques. 

Signalons l'extrême importance que revêt l’étude fondamentale 
et l'analyse de l'influence exercée par la déformation élastique des 
éléments des laminoirs à tôles sur la qualité du produit laminé quant 
à l’irrégularité d'épaisseur, le gauchissement et les tolérances mini- 
males en épaisseur. 

Cet ouvrage expose les méthodes d'optimisation des principaux 
paramètres de construction d'une cage du laminoir à tôles assurant 
l'obtention des tôles minces et précises quant à l'épaisseur. Il traite 
de plus des méthodes d'optimisation du laminage des tôles minces 
sur laminoirs continus et semi-continus modernes (régimes des réduc- 
tions et des tensions inter-cages, répartition de la température du 
métal laminé, etc.). 


Professeur V. Poloukhine, 
docteur ès sciences techniques 


INTRODUCTION 


Les besoins grandissants en tôles d'acier dans l'automobile, 
l'aviation, les industries électrotechnique et alimentaire, etc., sont 
à l'origine de l’intensification de la production de tôles métalliques. 
Dans les pays hautement industrialisés, la part de l'acier en tôles 
représente 40 à 60 % du volume global des produits laminés; la 
part de tôles et de bandes minces dans la production totale d'acier 
en tôles étant en constante augmentation. 

La tôle mince est essentiellement produite sur des laminoirs 
continus et semi-continus à grand rendement. Actuellement, on 
compte à travers le monde près de 100 laminoirs continus et semi- 
continus à chaud à larges bandes et plus de 150 laminoirs continus 
à froid à larges bandes. Au cours de ces dernières décennies, les 
travaux de perfectionnement des laminoirs à tôles ont été orientés 
vers l’augmentation de leur productivité et l'amélioration de la 
qualité des produits finis [1-15]. 

L'amélioration de la qualité de l'acier en tôles (précision dimen- 
sionnelle, caractéristiques mécaniques du métal), le perfectionnement 
de la construction des laminoirs et l'augmentation de la durée de vie 
et de la fiabilité des cylindres de laminoirs sont considérés comme 
problèmes d'une grande importance économique. 

Sur les nouveaux laminoirs continus à tôles minces l’automatisa- 
tion complexe des processus de production est combinée avec la 
gestion automatique assistée par ordinateurs électroniques. De ce 
fait, la description mathématique du laminage des tôles et l'emploi 
des calculateurs numériques pour le calcul et l’étude des laminoirs 
et des régimes technologiques revêtent une grande importance scienti- 
fique et pratique. 

Dans le présent ouvrage les problèmes mentionnés sont traités 
à partir de la simulation mathématique du laminage à chaud et 
à froid des bandes minces, en faisant appel, pour le calcul des para- 
mètres des laminoirs et du processus lui-même, aux calculateurs 
numériques et à partir des résultats des recherches accomplies avec 
emploi de méthodes physiques modernes. 

Dans ce livre sont exposées les données recueillies sur certains 
aspects mal étudiés du laminage des bandes minces dans des lami- 
noirs quarto ainsi que l'analyse des résultats obtenus en étudiant 
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le foyer de déformation, les paramètres énergétiques et de force et 
les paramètres caractérisant la température et la vitesse de laminage 
continu des bandes minces; il traite de plus de l’état contraint et 
déformé des cylindres des laminoirs quarto et des laminoirs Sendzi- 
mir. Îl développe également l'étude théorique du problème tridimen- 
sionnel du laminage des bandes minces de même qu’il décrit des 
modèles analogiques du laminoir et une méthode de calcul des défor- 
mations élastiques des organes des laminoirs. Il aborde le problème 
d'optimisation (avec emploi de calculateurs numériques) des prin- 
cipaux paramètres de construction d’une cage qui assurent à celle-ci 
la rigidité voulue. Toutes les données des recherches, ainsi que les 
méthodes de calcul et d'étude et les algorithmes développés permet- 
tent de choisir raisonnablement les principaux paramètres des lami- 
noirs en construction et d'élaborer de nouveaux processus technolo- 
giques pour les laminoirs en exploitation. Ces exposés peuvent être 
utiles lors de l'établissement des algorithmes de commande automa- 
tique optimale des laminoirs. 

Les recherches ont été effectuées avec la participation des aspi- 
rants et des collaborateurs, sous la direction de l’auteur, dans le 
laboratoire d'étude de la déformation plastique et du durcissement 
et à la chaire de déformation plastique des alliages spéciaux de l’Insti- 
tut d’acier et d'’alliages de Moscou. 

L'auteur tient à remercier le professeur V. S. Smirnov, membre 
correspondant de l’Académie des Sciences de l’U.R.S.S. et le profes- 
seur À. K. Grigoriev, docteur ès sciences techniques, d’avoir assumé 
le lourd travail de révision du texte du présent livre et d'avoir fait 
des recommandations précieuses. 

L'auteur accueillira avec reconnaissance toutes les observations 
et suggestions des lecteurs. 
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SYMBOLES ET NOTATIONS 


— épaisseur initiale (de départ) de la bande, mm; 

— épaisseur finale (après le Jlaminage) de la 
bande, mm ; 

— largeur moyenne de la bande, mm; 

— diamètre du cylindre de travail, mm; 

— diamètre du cylindre d'appui, mm; 

— longueur de la table du cylindre, mm; 

— longueur de la projection horizontale de l'arc 
réel d'entraînement, mm ; 

— réduction de section absolue de la bande, mm ; 

— flexion du cylindre de travail, mm; 

— flexion du cylindre d'appui, mm; 

— compression élastique mutuelle (rapproche- 
ment des axes) des cylindres de travail et 
d'appui, mm ; 

— compression élastique radiale du cylindre 
mm ; 

— effort de laminage (pression du métal sur les 
cylindres), NW (tf); 

— couple de laminage, Nm (tf-m) ;l 

— contrainte de contact normale (pression spéci- 
fique), MN/m°? (kgf/mm?) ; 

— pression spécifique moyenne, MN/m° 
(kgf/mm”) ; 

— contrainte de contact tangentielle (force spe- 
cifique de frottement), MN/m°&(kgf/mmÿ); 

— contrainte axiale dans la bande due à l'effort 
extérieur à l'entrée dans le foyer de défor- 
mation (tension spécifique arrière), MN/m* 
(kgf/mm) ; 

— idem, à la sortie du foyer de déformation 
(tension spécifique avant MN/m° (kgf/mm*); 

— charge au mètre courant suivant la longueur 
du contact du cylindre de travail avec celui 
d'appui (pression inter-cylindres), N/m (tf/m) ; 


9 


Ofi — limite de fluage du matériau de la bande en 
cas d'extension ou de compression uniaxiale, 
MNIm° (kgf/mm®) ; 


O}i0 — valeur initiale de la limite de fluage du maté- 
riau de la bande, MN/m° (kgf/mm®) ; 
Ofle — valeur courante de ©,, suivant la longueur 


de l'arc d'entraînement, compte tenu du 
durcissement (e) dü à l'effet de déformation, 
MNIm? (kgf/mmi) ; 


Teis — résistance au cisaillement pur du matériau 
2 
de la bande Zreis = 7/3 IE MN/m° 
(kgf/mm) ; 

Er — module d'élasticité longitudinale du maté- 
riau de la bande, MN/m? (kgf/mm°) ; 

E;,, — idem du cylindre de travail, MN/m° 
(kgf/mm) ; 

Le — idem du cylindre d'appui, MN/m° (kgf/mm®) ; 

Oh — contrainte radiale normale, MN/m° (kgf/mm®); 

Ce — contrainte tangentielle normale MN/m* 
(kgf/mm) ; 

Th8 — contrainte tangentielle, AMN/m? (kgf/mm°); 

£ — Me + 100 — réduction de section relative de la bande, % ; 

Ty — température de la bande, °C; 

Ts Ta — température de la bande respectivement 
à l'entrée et à la sortie du foyer de déforma- 
tion, °C; 

pe, 0 — coordonnées radiale et angulaire du point; 


u — coefficient de frottement extérieur. 


CHAPITRE 1 


MODELE MATHÉMATIQUE DU LAMINAGE 
DES BANDES MINCES 


Lors de la projection et de l’exploitation des laminoirs à tôles 
minces un grand nombre de problèmes se posent qui sont liés à 
l'estimation quantitative des phénomènes caractérisant le processus 
de laminage. Aussi pour déterminer les principaux paramètres du 
processus et des laminoirs mêmes se sert-on de méthodes et de données 
approximatives où le choix des dimensions des différentes unités 
du laminoir est motivé, de préférence, par des considérations cons- 
tructives. 

La simulation mathématique du laminage, l'emploi de calcula- 
teurs numériques et analogiques contribueront à perfectionner les 
futurs laminoirs et permettront de mieux évaluer les possibilités 
de ceux qui sont déjà exploités. 


1. Principes d'élaboration et propriétés principales 
du modèle mathématique du laminage des bandes minces 


Ces dernières années, grâce à l'essor impétueux des techniques 
numériques et à l'équipement en calculateurs des usines métallurgi- 
ques et de construction mécanique on a vu se développer une tendance 
pour la simulation mathématique du laminage sous tous ses aspects. 
La simulation mathématique et les calculateurs sont employés 
aujourd'hui avec succès dans les systèmes à commande automatique 
des laminoirs à tôles (voir par exemple [16-25]). Le grand avantage 
de la commande automatique et des calculateurs électroniques est 
qu’ils permettent de perfectionner le programme du laminage et de 
réagir aux divers changements de ses paramètres. Le modèle mathé- 
matique du laminage peut être utilisé aussi bien en régime manuel 
qu’en régime semi-automatique du laminoir. La simulation mathé- 
matique du laminage offre de vastes possibilités dans la mise en 
œuvre de systèmes automatiques optimaux qui permettraient la 
commande des laminoirs modernes au moyen de calculateurs. 

L'élaboration du modèle mathématique est très importante sur 
le plan scientifique étant donné qu'elle permet d'étudier nombre 
de phénomènes et de paramètres qu'il est impossible de mesurer en 
laboratoire ou à l'usine. 
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L'emploi du modèle mathématique et des calculateurs permet 
de prévoir les effets des changements apportés à la technologie du 
laminage ou la construction du laminoir et, partant, de choisir une 
variante optimale du processus technologique ou de la construction 
du Jlaminoir en obéissant à des exigences (contraintes) déterminées. 

Le laminage peut être simulé de deux façons différentes, soit en 
créant des modèles mathématiques permettant d'étudier les princi- 
paux paramètres du processus en régime stationnaire (ch.I, V, VI), 
soit en créant des modèles dynamiques à l’aide desquels on peut 
étudier les processus transitoires engendrés dans le laminoir par les 
diverses perturbations (ch. VIII, p. 4). Dans le premier cas on utilise 
généralement des calculateurs numériques, et dans le deuxième le 
plus souvent des calculateurs analogiques. 

Lorsqu'on élabore le modèle mathématique, il importe de bien 
définir les caractéristiques fondamentales du processus ainsi que de 
prévoir les domaines spécifiques de l’utilisation ultérieure du modéle. 

Le modèle mathématique doit décrire le plus fidèlement possible 
le laminage et assurer en premier lieu la meilleure précision des résul- 
tats finals des calculs (modèle exact). 

Au contraire, le modèle servant de base à l'algorithme de com- 
mande du laminoir doit avoir une structure suffisamment simple 
(pour décrire les différents phénomènes, on pourra recourir à des 
relations empiriques simples) et permettre d'arriver dans un temps 
optimal aux résultats finals (modèle simplifié). En partant du modèle 
mathématique exact, on déduit aisément le modèle simplifié (par 
exemple en approximisant les résultats exacts au moyen de relations 
simples). 

Les modèles mathématiques du laminage des tôles minces font 
l’objet de nombreux ouvrages. 


Roberts [26] a proposé un modèle simplifié simulant le foyer de déforma- 
tion dans le laminage à froid. Dans un autre ouvrage [27] le même auteur pousse 
la simplification, en négligeant notamment la déformation élastique de la bande 
à la sortie des cylindres et en supposant que l'épaisseur de la bande dans le foyer 
de déformation varie linéairement. Sur la base de ce modèle Roberts met au 

oint une méthode de calcul du coefficient effectif de frottement selon les données 
u processus. 

Witt dans son ouvrage [28] a essayé d'évaluer l'influence de certaines hypo- 
thèses adoptées dans les recherches théoriques du laminage à froid pour des 
conditions différentes, propres aux laminoirs à froid. 

En partant de solutions théoriques et de mesures effectuées à l'usine sur un 
laminoir quarto réversible, Pawelski et Lindeman ont étudié dans leur ouvrage 
[29] les phénomènes ayant lieu à l’intérieur de la zone de déformation dans le 
laminage à froid et ont obtenu des résultats très intéressants pour les constructeurs 
et les techniciens. 

Shigeyoshi K. et Tosiaki M. [30] ont élaboré, sur la base de la théorie 
d'Orovan, un modèle mathématique du foyer de déformation et ont calculé 
quelques paramètres des laminoirs à bandes. Les correctifs qu'ils ont apportés 
a la théorie d’Orovan ont permis de tenir compte de la compression élastique 
selon Hitchcock. 

Weinstein, Zorowski et Loss [31] ont fait une étude analytique du laminage 
à froid à l’aide d'un modèle mathématique du foyer de déformation. Dans cet 
ouvrage ainsi que dans [28] on donne au coefficient de frottement des valeurs 


12 


qui assurent la meilleure coïncidence entre les données des calculs et les données 
expérimentales. 11 a été démontré que les modeles représentant l’état de contrainte 
bidimensionnelle (modèle du laminage d'une bande étroite) et de déformation 
(modèle du laminage d’une bande large) permettent d'évaleur respectivement 
les limites supérieure et inférieure de la pression et des couples moteurs. 

Les travaux de Jortner, d'Osterle et de Zorowski [32], ainsi que ceux de 
Cosse et d'Economopolus qui traitent des modèles mathématiques du laminage 
à froid des bandes, méritent également d'être cités. Un modèle mathématique 
du laminage à froid aux compressions faibles a été développé par Tretiakov 
[34, avec 40; 57]. 


Soulignons pour notre part que les modèles mathématiques du 
laminage des tôles minces, développés précédemment, comportent 
des imperfections, à savoir: 

1) ce n’est pas le processus de laminage qui est décrit, mais les 
phénomènes qui ont lieu dans le foyer de déformation lors du lami- 
nage sur un laminoir duo (on résout donc le problème plan du lami- 
nage) ; 

2) l'équation de laminage est résolue (intégrée) avec un grand 
nombre d'hypothèses et simplifications mathématiques ; 

3) la déformation élastique des cylindres est évaluée à partir 
de la solution de Hitchcock qui souvent ne fournit pas des résultats 
précis ; 

4) les déformations élastiques de la cage sont calculées séparément 
d’après la pression totale de laminage; 

5) la structure des modèles ne permet pas d'examiner simultané- 
ment les déformations élastiques et l’état de contrainte des cylindres. 

L'auteur s’est fixé pour but d’élaborer un modèle mathématique 
plus perfectionné du laminage des tôles minces. Il a donc mis en 
évidence les principales caractéristiques du laminage, en tenant 
compte des facteurs les plus importants agissant sur celui-ci et en 
négligeant les facteurs mineurs, qui ne font que compliquer considé- 
rablement l’analyse théorique du processus. 

Il y a lieu de remarquer qu'on n’a nul intérêt à analyser les 
facteurs dont le rôle est insignifiant quant à l’estimation des caracté- 
ristiques et des paramètres du laminage, car on obtiendrait un modèle 
trop volumineux sans aucun effet sur la précision des résultats *). 

Pour découvrir et analyser qualitativement les principales lois 
du laminage, l’auteur a accompli des recherches expérimentales en 
recourant aux modèles physiques et aux moyens modernes d’investi- 
gation scientifique et, notamment, à la méthode de photo-élastici- 
métrie [5]. Les résultats obtenus ont permis de fixer dans quelles 
limites les hypothèses adoptées étaient applicables à l'étude de cer- 
tains éléments du système. 


Ainsi, l’étude de l’état de contrainte tridimensionnelle des cylindres faite 
par la méthode de photo-élasticimétrie, montre qu'il est possible d'adapter le 


*) Pourtant, il arrive assez souvent que les facteurs Lis ne sont 
ssibles à mettre en évidence qu'après une analyse détaillée du processus à 
‘aide d’un modèle mathématique assez compliqué. 
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problème quasi plan à l'analyse théorique de l’état de contrainte et de défor- 
mation des cylindres. On démontre que l'équation de laminage obtenue en résol- 


Le 


vant simultanément l’équation d'équilibre d’un élément, situé dans le foyer 
de déformation, avec la condition de la plasticité, décrit exactement le compor- 
tement du métal dans la zone de déformation. On montre, d'autre part, que 
lors du calcul de la flexion du cylindre d'appui, la solution de Tselikov, qui 
considère ce cylindre comme une poutre reposant sur deux supports, fournit 
de bons résultats. 

Les recherches mentionnées ont permis également de résoudre le problème 
important qui est celui du degré de précision admissible lors de l’analyse des 
différentes parties du système. Par exemple, lors de l'étude des variations d'épais- 
seur transversales des bandes laminées ou lors du calcul des paramètres énergéti- 

ues du processus, la déformation élastique des éléments de la cage peut être 
évaluée en introduisant le coefficient de rigidité, bien que la solution exacte 
dans le cas d’un cylindre et une solution approchée pour d’autres parties de la 
cage semblent incompatibles. Ceci étant, il importe naturellement d'assurer 
le niveau de précision requis qui est assez élevé, l'erreur relative des calculs 
étant comprise entre 5 et 10 %, l'erreur absolue (par exemple, dans l'étude de 
la déformation élastique des cylindres) ne dépassant pas les centièmes et 
souvent les millièmes de millimetre. 


Pour toutes ces raisons, le modèle a été élaboré sous les condi- 
tions fondamentales suivantes : 

1. L'équation de laminage est résolue simultanément avec le 
problème de l’état de contrainte et de déformation des cylindres. 
L'intégration de l'équation de laminage implique que l’on tienne 
compte des facteurs tels la forme effective des surfaces de contact, 
la zone de déformation difficile (zone où les contraintes tangentielles 
de contact changent de signe en prenant des valeurs qui vont de 
T = Teys jusqu’à zéro dans la section neutre), le caractère réel des 
variations de la limite de fluage o;, du matérieau de la bande dans le 
foyer de déformation, le coefficient de frottement u variable sur 
l'étendue de l’arc d'entraînement, l'existence de zones élastiques 
à la périphérie du foyer de déformation. 

2. L'équation de laminage doit être résolue compte tenu des 
déformations élastiques de tous les éléments de la cage, ainsi que 
de l’effet de vitesse dans les paliers à film d'huile. 

3. L'état de contrainte et de déformation des cylindres est calcu- 
lé à partir de la solution exacte que l’on obtient en utilisant la 
théorie des fonctions de la variable complexe (voir ch. X). 

Tout en élaborant le modèle mathématique, on a étendu sa notion 
et compliqué le problème dans son ensemble. 

Dans la première étape de la résolution du problème quasi plan 
utilisons la méthode des approximations successives. A cet effet 
prenons une section quelconque sur la table du cylindre (au milieu 
de la bande, de préférence) et découpons un anneau circulaire (un 
disque si le cylindre est sans trou axial), puis supposons que nous 
avons à traiter un problème plan. 

Remplaçons les efforts exercés sur l’anneau choisi par les parties 
extérieures éliminées (forces transversales et couple moteur réparti 
sur toute la section du cylindre) par les forces résultantes ponctuali- 
sées X, et Y, et par le couple C, (fig. 1). 
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Dans la première approximation intégrons l’équation de laminage 
dans le cas de cylindres non déformés, où l'ouverture entre eux est 
donnée et égale à l'épaisseur demandée de la bande; construisons les 
épures des contraintes tangentielles et normales dans le foyer de 
déformation. Définissons ensuite les réactions des cylindres d'appui, 
le moment C, et les efforts À, et Y, compensant la charge extérieure 


Fig. 1. Schéma illustrant l'intégration de l'équation de laminage (a) ct 
la détermination des réactions dues aux cylindres d'appui et des efforts compen- 
sant la charge extérieure (b) : 
ai—B1<0<ayt+vyi—arc I, @œ2—B2<0<a2+yz (B2=0)—arc II; as—fs<0<as+v3—arc III 


appliquée, compte tenu de la répartition non uniforme de la pression 
inter-cylindres. Ayant trouvé, par résolution du problème de l’équi- 
libre élastique de l’anneau circulaire, les forces agissant sur le cy- 
lindre, définissons la déformation de la surface de celui-ci qui est en 
contact avec la bande laminée, ainsi que la compression élastique 
(rapprochement des axes) des cylindres de travail et d'appui. 

La connaissance des efforts appliqués au cylindre et des paramëé- 
tres décrivant la vitesse du laminage permet aussi de déterminer la 
composante verticale du décalage du centre du tourillon du cylindre 
d'appui dans le palier à film d'huile, la flexion du cylindre d'appui 
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et les déformations élastiques des autres parties de la cage et, par 
conséquent, de corriger l'ouverture fixée entre les cylindres. 

Dans la deuxième approximation ainsi que dans les suivantes 
résolvons l’équation de laminage dans le cas où la surface du cylindre 
est déformée, en tenant compte de tous les facteurs précités et en 
reprenant les calculs décrits pour chaque cycle itératif. 

Pour établir la convergence de la solution, choisissons un para- 
mètre quelconque (par exemple la longueur de l’arc d'entraînement) 
que nous considérerons comme essentiel. Dès que la différence entre 
deux valeurs successives du paramètre essentiel sera devenue infé- 
rieure à la valeur prédéterminée À nous arrêterons les calculs. 

Dans la deuxième étape de la résolution on aborde le problème 
tridimensionnel. Dans ce cas, le résultat obtenu dans la première 
étape (problème plan) peut être valable successivement pour diffé- 
rentes sections situées sur la table du cylindre, compte tenu de la 
variation de la pression inter-cylindres et de la flexion élastique de 
l'axe du cylindre d’appui *). Dès que la solution sera vérifiée pour 
la section correspondant au bord de la bande, nous arrêterons les 
calculs précités. 

Si les sections sont situées hors de la bande, définissons les 
réactions des cylindres d'appui (compte tenu de la répartition non 
uniforme de la pression inter-cylindres). Examinons l’équilibre 
élastique de l’anneau circulaire chargé de l'extérieur par les réactions 
des cylindres d'appui, et de l’intérieur, par les efforts compensateurs 
(force ponctualisée et couple). Nous arrêterons les calculs dès que 
la solution sera vérifiée pour la section correspondant à l'extrémité 
du cylindre. Le modèle mathématique du laminoir à cage unique est 
donc mis au point au cours de ces deux étapes. 

La troisième étape peut être réalisée soit par raccordement des 
modèles des cages séparées (ch. V,p. 1, 2), soit par simulation du la- 
minoir continu à l’aide d’un calculateur analogique, enutilisant des 
coefficients de transfert calculés sur calculateur numérique d’après 
le modèle mathématique d'une cage isolée (ch. VIII, p. 5 et [36]). 

Notons que la mise au point et l’étude d'un modèle mathémati- 
que si compliqué du laminage n’ont été possibles que grâce aux progrès 
réalisés par les techniques modernes de calcul. 

Les solutions qui vont être décrites peuvent être utilisées dans 
l'analyse de n'importe quel système à cylindres multiples. Selon 
la fig. 1 considérons le laminage symétrique par rapport aux cylin- 
dres supérieur et inférieur. En cas de nécessité certains aspects du 
processus asymétrique peuvent être pris en considération d'une 
manière analogue à celle proposée par Tselikov A. I. [37]. 


*) Ceci étant, il faut prendre en considération l'interaction des sections 
situés sur la largeur de la bande, l'influence de l'élargissement, des parties 
extérieures de la bande, etc. En réalité, il est plus correct d'utiliser, dans la 
deuxième étape, la solution du problème de l'écoulement spatial du métal pour 
déterminer les contraintes de contact et les déformations surgissant dans le 
foyer de déformation (voir ch. VII). 
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2. Résolution conjointe de l’équation de laminage et 
du problème de l’état de contrainte et de 
déformation des cylindres 


Le foyer de déformation est représenté dans le modèle sous 
forme de deux zones (fig. 1), l'une plastique (arc &;, — f,, &; + y). 
l’autre élastique du côté de la sortie de la bande (arc &«, — B,, 
Go + Ye). La frontière séparant les deux zones est supposée plane. 
donc on estime que le métal passe de l'état plastique à l’état élasti- 
que uniformément dans toute la section transversale de la bande. 


Répartition de la charge dans La zone de déformation 
plastique du métal (a, — B, < 0 < ay + Y); intégration 
de l'équation de laminage 


Définissons les contraintes de contact surgissant dans la zone de 
déformation plastique du métal (arc 7), qui par hypothèse s’étendra 
du point de contact de la bande avec le cylindre (œ;, — B,) jusqu'au 
point où la distance entre les cylindres de travail est minimale (ce 
qu’on exprime par la condition 
dh (8) = O0 — voir fig. 1). Proje- 
tons sur le plan horizontal toutes 
les forces agissant sur l'élément 
vertical d'épaisseur dx (fig. 2). 

En égalant la somme des pro- 
jections des forces à zéro nous 
obtenons l'équation différentielle 
d'équilibre connue (37, 38]: 


CA 
1 
RE 


l 
— dg— (+0) FE + pe er | 
T dh> | 
an ne (4 


Fig. 2. Forces agissant sur un élément 
où k, est la moitié de la hauteur de bande dans la zone de retard 
de la section bd: 

P, la contrainte no-male à la surface de contact (pression spé- 
cifique) ; 

T, la contrainte tangentielle à la surface de contact (forces spé- 
cifiques de frottement); 

g, la contrainte moyenne axiale de traction dans la section bd 
de la bande laminée: 

®., l'angle de la tangente à l’arc ab et du plan horizontal. 

Mettons la condition de plasticité sous la forme: 


2 
p+q=2Tea 2Teis 3 Oyi (2) 


où Tai, est la résistance au cisaillement pur du matériau de la bande; 
Or, la limite de fluage du matériau de la bande. 
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En résolvant l'équation (1) avec la condition de plasticité (2), 
on obtient l'équation différentielle principale des contraintes de 
contact (équation de laminage) : 


T | dh, 
tg P, ]- he (3) 
Dans le second membre de l'équation le signe « + » se rapporte 
à la zone d'avance et le signe « — » à celle de retard. 
En passant aux valeurs sans dimension p* — p/2t.;, et x* — 
= 1/27.;, des contraintes de contact, on obtient 


dh, 
he ” 


d (p — 2Teis) _ (2res su A 


# _1).94t., 1 — 27. se 
d|(p 1) 2Tcis] Dress (1 + =) 


(4) 


Dans la suite nous résoudrons l'équation de laminage en considé- 
rant t,;. variable sur la longueur de l'arc d'entraînement. 
La formule (4) entraîne 


d (p° — 1) 2Tiis +- (p* — 1)-d (2Ti<) — 


__9 : T° dh, 
= Zeus ( 1 + re }  * (5) 


Transformons l'équation (5) en remplaçant tg @. par dh./dx et en 
divisant les deux membres de l'équation par 2Tt,;,: 


* * _4). d{2teis) | _ œ” dh. 
d(p°—1)+(p—1). [SES Lt” a La (6) 
dx 
Mettons la condition de plasticité (2) sous la forme 
p°+gf=1 (7) 
où 
s._ 
0 2Teis S 
Vu que p* — 1 — —q*, l'équation (6) peut être écrite 
_1mM_n*. Don — T° ; dh, : 
dg*—gqg*-din dE == dhz | rs (S) 
dx 
En divisant par dx les deux membres de l'équation, on obtient 
dq* . ,«dinQrt;s) dinhs . +t* 
D Mr SDS 7 D | ji 


Selon la fig. 1 passons à la variable 6 qui est la coordonnée 
angulaire du foyer de déformation. 
La distance initiale de l'axe du cylindre de travail à celui de la 
bande est : 
ao = Ro + ha: (10) 
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où À, est le rayon du cylindre de travail non déformé; 
h:, la moitié de la hauteur de la bande à la sortie de l'emprise, 
en négligeant son rétablissement élastique. 
En première approximation les cylindres sont supposés parfaite- 
ment rigides. Dans ce cas, l'épaisseur de la bande en un point ar- 
bitraire de la zone de déformation plastique est : 


h (0) = a, — Ro-sin 6. (11) 

La coordonnée courante du point x est liée à la coordonnée 
angulaire par la relation suivante: 

z = R,-cos 6. (12) 


Pour intégrer l'équation de laminage sans tenir compte de la 
zone de déformation difficile et en supposant que le coefficient 
de frottement extérieur est constant sur toute la longueur de l’arc 
d'entraînement, posons *): 


T=u-p lorsque p:p < 1 


T = Tis lorsque u-p > Teis- (3) 
Les conditions aux limites sont : 
g = q1 lorsque h (6) = h,; 
q = g lorsque (6) — k,:; dh (8) = 0, (14) 


où g, est la contrainte axiale de la bande due à l’action de l'effort 
extérieur à l'entrée du foyer de déformation (tension spécifi- 
que arrière) ; 
g>, la contrainte axiale de la bande due à l’action de l'effort 
extérieur à la sortie du foyer de déformation (tension spéci- 
fique avant). 
En introduisant les grandeurs sans dimension (en divisant les 
grandeurs linéaires par le rayon À, du cylindre non déformé) et la 
variable 6, on obtient : 


dg* din(2t.;;) 71 dinz*6 td: 
"48 —[1+9 d'in A* (U) dÜ h* (0) db ? (15) 
af —1+h; (16) 
h* (0) a; —1sin6; (17) 
x — 1.-cos0; p*+qg*—=1; (18) 
1 


T° =ue.p* lorsque p-p° <=; 
i (19) 
= lorsque uep>+. 


*) L'intégration de l'équation de laminage compte tenu de la zone de 
déformation difficile avec un coefficient de frottement variable le long de l’arc 
d'entraînement est décrite dans les paragraphes 4, 5 du présent chapitre. 
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L'équation (15) est intégrée avec les conditions aux limites sui- 
vantes : 


g* —=g* lorsque k* (8) —h*, | 


g*= g# lorsque dh* (8) =0; h"(8)=h?, 20) 


Q$ = G/2Tciss  ù = Gel 2Veise 


Pour résoudre l’équation de laminage prenons comme limites 
d'intégration les deux extrémités (&;, — B, et æ&; + y.) de l'arc cor- 
respondant à la zone de déformation plastique de la bande. Détermi- 
nons le point d’intersection des courbes t‘' et t- et éliminons leurs 
branches inutiles. On obtient alors (voir plus loin — fig. 4, a) 


T=pmp lorsque u:p << Ti, (portions 1-2 et 6-5) 
T = Ts lorsque u-p > Ti, (portions 2-3 et 5-4). 


Alors de l'équation de laminage on déduit l’épure des contraintes 
normales, présentant une extrémité aiguë (courbe abc) et l'épure des 
contraintes tangentielles + avec discontinuité (épure 1-2-3-4-5-6), 
l'angle neutre y: *) correspondant au point extrême de l’épure p 
(voir plus loin — fig. 4,a). 

Les résultats obtenus sont valables pour un grand nombre de 
problèmes pratiques. Pourtant quelques cas particuliers, tels la 
résolution des problèmes de laminage continu, le calcul de l’état de 
contrainte des cylindres, etc., impliquent la connaissance exacte de 
l'angle neutre et de la pression spécifique maximale, or cela n'est 
possible que si l’on tient compte de la zone de déformation difficile 
(voir p. 4). 


Répartition de la charge dans la zone de rétablissement 
élastique de la bande (a; — B, < 0 < &> + y:) 


Les recherches expérimentales faites sur les contraintes de con- 
tact qui se développent dans le foyer de déformation lors du laminage 
à froid des tôles montrent que dans le calcul des paramètres énergé- 
tiques et des paramètres de la vitesse du processus, il importe de tenir 
compte du rétablissement élastique de la bande [39]. C'est le réta- 
blissement à la sortie des cylindres qui doit tout d’abord être pris 
en considération, étant donné que la partie correspondante de l’arc 
d'entraînement subit 15 % de l'effort total exercé par le métal sur 
les cylindres. Dans certains cas, par exemple lors du laminage 
à faibles compressions, il convient de considérer également la zone 
élastique d'entrée [32, 33, 40]. 


*) Notons que dans le cas où t* est mis sous la forme t* = t/2t,;, (où 
Tes = Const), la valeur maximale des contraintes tangentielles de contact est 
limitée par la valeur o;/ V3. Dans d’autres cas, lorsque 1* = +/21,;,, (où 
Teise = Teis(e)), la valeur maximale de + dépend de p (c'est-à-dire elle est fonc- 
tion du durcissement du matériau de la bande). 
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Déterminons les contraintes normales et tangentielles dans la 
zone de décharge élastique de la bande (arc ZI, fig. 1). 
Supposons la variation de l'épaisseur de la bande à la sortie des 
cylindres égale à : 
= Ofie (1 + Vi) -h (@s + Vi) (21) 
Eb; . 


OÙ Oyse (&i+ Y) est la limite de fluage du matériau de la bande à la 
sortie des cylindres (8 = &:). 

L'étendue de l'arc correspondant à la zone de rétablissement 
élastique de la bande est limitée d'un côté par la frontière de la 
zone plastique : 


Ke = 1 + V5 Be = 0 
et de l’autre, par un angle 6 — «&, + y, déduit, à son tour, de l'égali- 
lité 

h°* (8) —h* (te + Ye) = 0, 


h° (as + ve) = h° (oi vi) [1 + Me GE | (22) 


est l'épaisseur finale de la bande, compte tenu de son rétablissement 
élastique à la sortie des cylindres. 

Supposons que les contraintes normales p* (6) et tangentielles 
t* (8) = u-p* (6) sont linéairement réparties sur la longueur de 
l'arc 71. Alors, 

p°(8)= p* (a) MIS, (23) 
où p* (æ.) est la contrainte normale lorsque &, = & + Ye 

La répartition sur l'étendue de l’arc d'entraînement (œ;, — f;; 
Ge + Ye) étant déterminée, on peut déduire les composantes de la 
pression résultante exercée par le métal sur les cylindres, ainsi que 
le couple de laminage. 


Composantes de la pression résultante exercée par le métal 
sur les cylindres et couple de laminage 


D'après la fig. 1, sur la portion élémentaire de l'arc d'entraîne- 
ment nous avons 
Px = —p-cos 6-R, dO; 
Py = —p'sin 6-R,-d8; 
Tx = — T°C0s (0 + 90°)-R,-d8 = +t-sin 6- R, d6: 
t, = —7Tesin (0 + 90°) À,-d0— —7+t.cos 8- /?,-d8, 
OÙ Pxr Pys Txr Ty SOnt respectivement les composantes horizontales 


(axe x) et verticales (axe y) des contraintes de contact normales et 
tangentielles. 
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Les composantes horizontale dX, et verticale dY, de la force 
résultante sur la portion élémentaire R, d8 sont: 
aX; —- — D: Co0sS 6-R,-d0 + T-sin 6-R,-d9; 
dY, = —p-sin 8-R,-d68 — +t-cos 6-R,:d8. 


Les valeurs cherchées des composantes X, et Y, de la pression 
résultante sont obtenues par intégration le long de l’arc d’entraîne- 
ment : 


G2+Y2 


= | (— p-cos0 + T-sin 0). R,-d6: (24) 
œ1—f1 
a2+y2 

Yi = | (— p-sin0—+-cos 86). A,-d8. (25) 
œ—fi 


Le couple de laminage se calcule d'une façon analogue: 


a2+v2 
dCi =t-Ro-dO- Ro et Ci= | tr. R2.d8. (26) 
æs—B 
En passant aux valeurs sans dimension 
X Tr C 
Ne — 1 Frs 1 CC = 1 - 
; 2Teis 0° Ro . : 2Tcis 0° Ro ? ! 2Tcis 0° RS ? 
on oblient : 
a2+ve2 


XŸ — | (p-cos60— t-sin 8) dO; (27) 
œ1—$ 
Œetve ” 
Ve | (p-sin 0 + + cos 8). d8 ; (28) 
œs—f1 
a2£vez 
C*— | r-dO, (29) 


Toi 


Up ee pPû 
de la résistance au cisaillement pur du matériau de la bande; 
T=— | T* (B) | Sie — sur la portion 4 —B, L<B8< 0, ; 
Ccis 


=: Teis 0 St la valeurinitiale (avant la déformation) 
s0 


T= | (8) ÆË£— sur la portion 8, < 0 & @s + 2 (fig. 1): 
6, l'angle neutre. 


L'introduction des valeurs sans dimension est dictée par la com- 
modité de la résolution du problème sur calculateur. 
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Charge exercée par les cylindres d'appui sur le cylindre 
de travail et efforts compensateurs Ro (Xo Yo) et Co 


Pour calculer les contraintes tangentielles et normales dans la 
zone de contact des cylindres de travail avec celui d'appui (arc ZT: 
As — Ps L0 Las + Ys, fig. 1), définissons tout d’abord les efforts 
résultants dus à l'interaction de ces cylindres. 

Désignons par P, la contrainte normale résultante dans la zone 
de contact des cylindres (l’indice k = 1, 2, . . . correspond respecti- 
vement au premier, deuxième, etc., contacts avec les cylindres d’ap- 
pui) et par T4 la contrainte tangentielle résultante. Considérons les 
systèmes quarto et duo *) avec des cylindres de travail et d'appui 
menan(s. 

Dans le système quarto, le cylindre de travail est en contact avec 
celui d'appui sur la longueur de l'arc ZI]. Désignons les contraintes 
tangentielles et normales résultantes respectivement par P; et T; 
(voir fig. 1). 

D'une manière générale (en tenant compte du déplacement S 
des axes des cylindres dans le plan vertical) les projections horizon- 
tale X3% et verticale Y 3 des contraintes résultantes P5 et T3, ainsi 
que le couple C3 sur l'arc ZII se déduisent des relations suivantes : 


X5— —(P$.-cos a; — TS -sin &3); (30) 
Yi —(P5-sin a; — Ti-cos 3); (31) 
Ci=T+, (32) 


où «a; est la coordonnée angulaire déterminant la position du cy- 
lindre d'appui par rapport au cylindre de travail (déplace- 
ment des axes des cylindres dans le plan vertical). 

Le déplacement des axes des cylindres dans les laminoirs quarto 
conventionnels n’excédant pas par exemple 6 mm pour le laminoir 
{ 200 (dont le diamètre du cylindre de travail est 500 mm et celui 
d'appui 1 300 mm), on peut le négliger dans les calculs pratiques. 
Les expériences [43] confirment que le déplacement des axes n’a 
aucune influence sur la flexion du cylindre de travail. 

Orientons la résultante P, — P,, des contraintes normales de 
contact le long de l’axe vertical et la résultante T,; — T,, des con- 
traintes tangentielles de contact le long de l’axe horizontal (fig. 1). 

Alors les relations (30)-(32) peuvent s'écrire : 


À = Tüp; (33) 

TS = Pop; (34) 

C3 = Top. (39) 

Considérons tout d’abord le système quarto à cylindres de travail 
menants. | œ 22 


*) L'analyse du système à cylindres multiples peut être effectuée sur la 
base des résultats de Tsélikov [137]. 
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Prenons en considération le déplacement de la résultante de la 
pression de contact due à la rotation des cylindres [37]. Alors (fig. 3,a) 


Fig. 3. Détermination des forces agissant sur les cylindres menants du 
laminoir quarto: 
a — cylindres de travail, b — cylindres d'appui 


de l’analyse (selon Tsélikov (37]) des forces agissant sur les cylindres 
menants des laminoirs quarto, on déduit : 


Pip = [Y |; (36) 
Tip = Pipe tg ar; (37) 
Cüp = PapeUipek + Tps (338) 


où Yi est calculé d’après la formule (28); 

uap est la moitié de l'arc de contact des cylindres; 
le taux de déplacement de la résultante de la pression de 
contact, lorsque l'épure de pression est asymétrique (voir 
plus bas); 

nr, l'angle de la résultante R, - et de la droite reliant les 

centres des cylindres (fig. 3,a). 

Vu que l'angle ak est très petit et en admettant dans ce cas 

COS Gr —= À, on a 
* ue .Æ 

Pap  Hap (39) 


op u 


où R5 est le rayon du cylindre d'appui: 
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tg Œn = 


per, le rayon du cercle de frottement du cylindre d'appui 


+ 
LP ap 


+ L 2 
Pap — 9 °UMy.ap; 


df ap, 1e diamètre du tourillon du cylindre d'appui; 
Up. ap, Je Coefficient de frottement dans les paliers du cylindre 
d'appui. 
Dans les formules indiquées plus haut, les grandeurs sans dimen- 
sion s'expriment comme suit : 


Pap Ha p Rap 
+ —— Le « — : + —— 
Dap = s. Lip = Het ap == Ro , etc. 


En analysant les forces (fig. 3,a), on trouve les autres valeurs 
cherchées : 
X%—=Tép—ZX? (pour toutes les valeurs de gŸ et de g°): (40) 


Y*=|Y*|—P#,=0; (41; 
Co = Cipt|Ci|+ZXSPs, (42) 


où Xi est donné par la formule (27); 
C? par la formule (29); 
po le rayon du point d'application des efforts compensateurs 
A Te C:: 

Dans le cas d’un cylindre sans trou axial, les efforts compensa- 
teurs sont appliqués au centre de gravité de sa section, comme le 
montre la fig. 1. 

Dans un cylindre à trou axial, les efforts compensateurs peuvent 
être appliqués par exemple à la partie supérieure ou inférieure du 
cylindre de travail sur l'axe vertical y. 

Dans ce cas, la valeur de p, (fig. 3.a) peut être déduite de l’expres- 
sion 

À (n +1) 
Po — n Ù 
où À est le rayon du trou axial du cylindre de travail; 

n, la distance entre le point d'application du couple C, et le 

contour du trou intérieur. 

En introduisant des grandeurs sans dimension on a 

À (x — 1) 


D = 


Il est évident, que lorsqu'on procède à l’analyse de l’état de con- 
trainte et de déformation des cylindres, on doit exclure le voisinage du 
point d'application des efforts compensateurs, où l’état de contrainte 
et de déformation diffère de l’état réel. 

Signalons qu'ici et dans la suite, le signe du module est employé 
afin de mieux adapter les formules établies au problème de l’état 
de contrainte et de déformation des cylindres et d'utiliser certaines 
suppositions facilitant la résolution du problème sur calculateur 
électronique. 
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En opérant d’une manière analogue, on peut déterminer les para- 
mètres relatifs aux laminoirs quarto où les cylindres menants sont 
ceux d'appui. 

Le cylindre de travail étant dans ce cas mené, le couple des forces 
auquel il est soumis est nul, donc: 


Ci =0. (43) 

Par analogie avec le cylindre de travail menant, on a: 
PET (44) 
La condition d'équilibre du cylindre de travail (fig. 3,b) entraîne 
Xt+ Xe 4 T#, 0; (45) 
ap—|Ci|— Asp =0, (46) 

où 

Cüp = Tap — Püap*Map*k ; (47) 


1 est donné par la formule (27). 
En portant la relation (47) dans (46), on obtient : 


Top — Pape Wap k—| CF ÀXS pr =0. (48) 
En résolvant simultanément les équations (45) et (48), on a en 
définitive : 
AT HTC + Po hop 


X* one RTS , (49) 
. Pip Map k +1 CTI XS PS 
D à (50) 


où X1 est calculé avec la formule (27); 
Ci, avec la formule (29). 
La valeur de Ÿ5 est calculée d’après la formule 


Yi=|Yt|—P#, 
Pour déterminer T,», Cap» Xor Co d’après les formules indiquées, 
il faut connaître la résultante des contraintes normales de contact 
(pression inter-cylindres), compte tenu de la répartition non unifor- 
me de P,, sur la table des cylindres. 


La pression inter-cylindres dans les laminoirs quarto est déduite 
à partir de la relation 


Pi = Qmem. = 40 + 4a5 (E —0,5)° (51) 


selon les formules (2)-(4) du ch. IX où toutes les grandeurs aÿ, a, 
Gn.m. B0, &*,etc., sont sans dimension. Dans ces formules, la va- 
leur qn.. exprime la charge moyenne au mètre courant par unité 
de largeur de la bande; dans le cas considéré, cette valeur est égale 
à la composante verticale de la pression, exercée par la bande sur 
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les cylindres (formule (28)), car en la déterminant on a admis que la 
largeur de la bande était égale à l'unité (déformation bidimension- 
nelle). ‘ 

Cependant, il faut noter que ceci n’est valable que pour la pre- 
mière section calculée (dans notre cas, la section située à la mi-lar- 
geur de la bande, ë — x/L = 0,5), puisque la déformation bidimen- 
sionnelle admise lors de la déduction de l'équation différentielle de 
laminage correspond le mieux à cette section. En passant aux sections 
suivantes (le problème tridimensionnel, voir plus haut), la charge 
moyenne au mètre courant doit être déterminée en tenant compte des 
composantes verticales Y'? dans les sections précédentes, i.e. 

de = CIE EEE Ve 22 PE a : (52) 
où x est le numéro de la section considérée. 

En déterminant à l'aide de (52) la charge moyenne au mètre 
courant par unité de largeur de la bande, on peut trouver la pression 
totale du métal (en grandeurs sans dimension) dans la dernière 
section calculée, qui correspond au bord de la bande laminée (ë — 
= Eo) : 

P* = qe." B*, (53) 
où B* est la largeur de la bande laminée. 


Alors la valeur réelle de la pression exercée par le métal sur les 
cylindres peut être définie d'après la formule 


P = P*-2T is o° R;. (54) 
Pour les laminoirs duo on a: 
Xo—= —XT: Yo=—Yi; Ci-= —C (55) 


avec 
n=lip=Cip=0; 


Remarquons que dans le cas où l’on emploie les formules (27)-(29) 
donnant Xf, Yi, C? et qu'on porte ces valeurs dans les équations 
(36)-(55), on passe immédiatement à des grandeurs sans dimensions 
de la forme : 


X C 
X* == 0 : C* _— 0 F 
2Teis 0 À 0 ? 2teis 0° RG” 
L E L 
E* — te [+ — . 
FT Dao.” Ro ? 


Di =, etc. 
Ici Æ£,, est le module d'élasticité longitudinale du matériau du cy- 
lyndre de travail ; 

L, la longueur de la table du cylindre; 

D;,, le diamètre du cylindre de travail. 

On a donc déterminé les composantes des efforts dus à l’interac- 
tion des cylindres et les efforts compensateurs X,, Y'a, Co. 
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Répartition de la charge dans la zone de contact du cylindre 
de travail avec celui d'appui (as — Bs < 0 < as + Ÿs) 


Calculons, d'après les composantes des efforts résultants, les 
contraintes tangentielles et normales surgissant sur la surface de 
contact des cylindres [arc 211: (as — Ps < 0 < as + ys), fig. 11]. 

Supposons que les contraintes normales p,, (8) et tangentielles 
tp (8) soient réparties suivant une courbe elliptique symétrique 
par rapport a l'axe reliant les centres des cylindres de travail et 
d'appui, ce qui est conforme aux hypothèses faites par G. Hertz 
et G. Lorentz [44] et se trouve confirmé par des expériences pour le 
cas des contraintes normales [39]. Donc, admettons que le taux de 
déplacement de la pression résultante de contact k qui figure dans 
les formules (38), (39), (47) et autres soit égal à zéro. Il va de soi 
qu’au besoin le coefficient X et la loi de répartition des contraintes 
normales et tangentielles sur l'arc de contact des cylindres peuvent 
être choisis d’une façon arbitraire. 

Sous les hypothèses adoptées et d’après la fig. 1, pour les contrain- 
tes normales de contact on obtient : 


= £ : 
pi (@)= — po / 1 — LEE (56) 
où (selon Kovalski [45]) 


R d 
Ba = y: = 1,128 } Pop: n° TER (97) 


._ Ps Î+As 
pô — Pap (&3) = 0,5659 S RE, (58) 
1— v;, IN, 
V5 + Er, 


où P5h est donné par la formule (51); 
Vtr @t Vap Sont les coefficients de Poisson des matériaux des 
cylindres de travail et d'appui. 
Pour les contraintes tangentielles de contact on a: 


Tap (0) = + Pap (0)-t£ LR» (59) 


où tg «R peut être déterminée d’après la formule, commune aux deux 
cas d'entraînement des cylindres des laminoirs quarto : 


Le signe « + » dans la formule (59) correspond au cas d’un syste- 
me quarto à cylindres de travail menants. 

Ainsi on a déterminé tous les efforts agissant sur le cylindre de 
travail. Ceci achève le premier cycle itératif de la méthode des appro- 
ximations successives sur laquelle est fondé le modèle mathématique 
du laminage des tôles. 
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Dans le premier cycle itératif, lors de l'intégration de l'équation 
de laminage (15),la distance a, entre l’axe du cylindre de travail et 
l’axe de la bande a été déterminée d’après la formule (16), l'épaisseur 
courante de la bande dans Île foyer de déformation À (6) d’après (17) 
et la coordonnée x d’après (18). 

Dans la deuxième approximation et dans les suivantes, lors de 
l'intégration de l’équation de laminage (15) pour la surface déformée 
du cylindre de travail, les grandeurs indiquées sont fonctions des 
composantes de la déformation élastique à laquelle sont soumis les 
cylindres de travail et les autres parties de la cage, ainsi que de la 
composante verticale du décalage du centre du tourillon du cylindre 
d'appui dans le palier à film d'huile. 

Examinons, dans l’ordre successif, l'influence des composantes 


mentionnées sur les grandeurs définies à partir des expressions (16)- 
(18). 


Evaluation des déformations élastiques des cylindres 


La déformation élastique des cylindres modifie la distance entre 
l'axe du cylindre de travail et celui de la bande. Cette distance 
diffère de la valeur a, [formule (16)] par suite de la compression 
élastique radiale u, (8) exercée par le cylindre de travail de son axe 
jusqu’à la zone de contact avec la bande, et par suite aussi de la 
compression élastique ô due à l'interaction des cylindres (rapproche- 
ment des axes). Dans la deuxième étape de la résolution, cette distan- 
ce sera également fonction de la flexion du cylindre d'appui, i.e. 
Yap (E'). 

Compte tenu de ces composantes de la déformation élastique des 
cylindres on obtient 


af (5) = a°—0Ô"* (6) sin @3 + yap (8), (61) 
où ai (E) est la distance entre l’axe du cylindre de travail et celui 
de la bande dans la section E prise sur la longueur de la 

table : 

a* la même chose que af (Ë) sauf qu'il faut tenir compte 

de uÿ (6). 

Dans l'expression (61), on a fait précéder le second terme du signe 
« — » pour indiquer que l'angle &, se situe généralement dans les 
III-ème et IV-ème quadrants; dans les autres cas (I-II quadrants) 
on prend le signe « + ». 

L'épaisseur courante L* (6) de la bande dans le foyer de déforma- 
tion est donnée, compte tenu du changement de la distance entre 
l'axe du cylindre de travail et celui de la bande [af (£) — selon (61)], 
et de la déformation élastique u$ (6) du cylindre de travail due au 
contact avec la bande, par la formule 


R* (0) = af (£) —[1 + u$ (8)]-sin 0, (62) 


où le signe « + » précède uÿ (8) car la compression élastique radiale 
est supposée négative. 
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La coordonnée courante x*, compte tenu de la déformation élasti- 
que du cylindre de travail dans la zone de contact avec la bande, 
prend la forme: 


z*—[1+ ut (8)]-cos 0. (63) 


Composantes de la compression élastique 
des cylindres de travail et d'appui 


Les composantes de la compression élastique des cylindres, et 
plus particulièrement, la compression élastique du cylindre de travail 
qui est en contact avec la bande peuvent être déduites de la solution 
du problème d'équilibre élastique de l'anneau circulaire (section 
plane du cylindre). Celui-ci est résolu dans le ch. X. 

La compression élastique mutuelle (rapprochement des axes) des 
cylindres ô* (E) s'écrit : 

0" (£)=u$(1, as) +u5 (1, &)- Rap, (64) 
où uÿ (1, &2) est la compression élastique du cylindre de travail 
due au contact avec le cylindre d'appui, i. e. au point 
dont la coordonnée 8 = &;(voir fig. 1); 
‘u$ (4, &,), la compression élastique du cylindre d'appui en con- 


tact avec le cylindre de travail (voir fig. 1). 
On trouve la valeur uÿ (1, «.) en faisant p = R$ = 1 et 0 = a. 


Pour déterminer la valeur uÿ (1, «&.) en résolvant le problème 
d'équilibre élastique de l'anneau circulaire, il est indispensable 
d’avoir des données sur le matériau du cylindre d'appui (£,» et Vop). 
On résoudra ensuite ce problème en tenant compte des charges exté- 
rieures suivantes : 

1. Laminoirs quarto à cylindres de travail menants: 


a) sur l'arc (4 —B <6 Su +n), p=1, 


RÉ 
ou M—S AT et Va = Bi = Ps Rp; 


B, est donnée par l'expression (57). 
Choisissons la charge normale 


p* (6)-: — p PAS TES — je nu [pô est donnée par (58)] (65) 
et la charge tangentielle 
Tt* (0) — p* (B)-t&arltsg ar par (60)]; (66) 
b) appliquons au point 6 — . , p = 1 la charge concentrée 
XP Ko T0 Ÿi== — Xo- Pos (67) 
OÙ Xo — 5 - B., 
B, est calculé d’après la formule (57) lorsque p* (8) = —pi; 
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c) appliquons l'effort compensateur À6 = —2X* au point 
Ze (p = 0, 6 = 0) (fig. 3). 
Posons les autres charges égales à zéro : 


Yi=C3=0. 


2. Laminoirs quarto à cylindres d'appui menants: 


a) sur l'arc (a — B < 0 & + Y), p = 1 donnons-nous 
p* (8) avec la formule (65) et 


T* (8) — | p* (8)|-tg ar (68) 


où tg ar est donnée par la formule (60); 
b) appliquons les efforts compensateurs 


X06—= — #00 Y5—= —%Xop0; Ci — — ÀS (69) 


au point z: (p = 0, 6 = O0) (fig. 3). 


Flexion du cylindre d'appui 


Utilisons la solution de Tsélikov [46], qui permet d'évaluer 
l'effet du couple de flexion et des forces transversales sur la flexion 
du cylindre d'appui. Pour faciliter la résolution du problème sur 
calculateur électronique, mettons l’équation de la courbe de flexion 
sous une forme appropriée. La courbe représentant la flexion du 
point médian de la table du cylindre (E° = 0,5) relativement aux 
points d'application des réactions dues aux supports (E° = 0), est 
donnée par l'équation 


Yap (E')= gme.kûes (1—E), (10) 


OÙ me, qui est la charge moyenne au mètre courant par unité de 
largeur de la bande, est donnée par (52); 
E", la coordonnée de la section z/a,, dans l'intervalle 0 < 
< E <<; 
0 = 4 (hf —k5). (71) 
Dans ce cas, le terme #Ÿ caractérise l'influence du couple de 


flexion sur la flexion du point médian parrapport au point d’applica- 
tion des réactions dues aux supports et est égal à 


RE pme me {8 (ain) — A (LP + 
HET (EE) 11): (72) 


{.ap 


k> caractérise l'influence des forces de cisaillement sur la flexion 


B* L D? \° 
= {oi — —— + 2c (7) —1]} 73 
si AC (ap) D 9 na ap À dÉ ap ( +) 
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Les grandeurs figurant dans les formules (72) et (73) sont : 
Gip — le module de cisaillement du matériau du 
Là 
cylindre d'appui égal à _Eür ; 
2(1 + Va p) 
asp — la distance entre les points d'application des 


réactions résultantes dues aux paliers ; 
$ —J* : 2 $ : 
Cép = “2 — ]a distance entre le point d'appli- 


cation de la réaction résultante due aux pa- 


liers et le bord de la table du cylindre. 
Rappelons que les grandeurs sans dimension se présentent sous 
la forme: 
Vap (8) B 


+ ?\ —— è * : * Eap 
Yap Eee: B — Ro! Ep=g etc. 


Etant donné que les déformations élastiques des cylindres sont 
symétriques relativement à l’axe vertical qui passe par le milieu de 
la table des cylindres, le problème peut être résolu en choisissant 
un pas fixe AË dans l'intervalle 0 < E 0,5 et 0< E < 0,5. 


Deuxième étape de la résolution 


La prise en compte des déformations élastiques des cylindres et 
autres éléments de la cage permet d'exécuter toutes les approxima- 
tions nécessaires à l'élaboration du modèle mathématique décrit 
ci-dessus. Dès que-la différence entre deux valeurs successives de la 
longueur de l'arc de contact sera devenue inférieure à la valeur fi- 
xée À (réalisation de la première étape de la résolution), nous arrê- 
terons les calculs pour la section donnée E,; et passerons à la section 
suivante E;;, = E; + AË en prenant un pas donné. Cette opération 
constitue l'aspect essentiel de la deuxième étape de la résolution. 
Ici la solution correspondant à la première étape avec le pas donné 
AË est vérifiée pour un certain nombre de sections prises sur la 
longueur de la table du cylindre. 

Dans la deuxième étape de la résolution on peut prendre en consi- 
dération les particularités essentielles du laminage des tôles minces 
(sur la base des résultats obtenus dans le ch. VIT), à savoir: 

1. La non-uniformité de la répartition de la pression entre les 
cylindres sur la longueur de leur table, et par conséquent, l'irrégula- 
rité de la compression mutuelle élastique des cylindres (rapproche- 
ment des axes). 

2. La variation du rayon R, du cylindre sur la longueur de sa 
table [R, — Ro (EË)] due aux défauts du profilage du cylindre, à sa 
dilatation thermique et à son usure. 

3. L'irrégularité initiale transversale de l'épaisseur de la bande 
(4, = A (BI. 

&. Le caractère non uniforme de la tension arrière q, et de celle 
avant g. exercées sur la largeur de la bande [qg, = g (Ë); ga = 


= qe (E)1. 
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5. La flexion des cylindres sous l'effet de la pression de laminage 
et la contre-flexion due aux efforts extenseurs appliqués aux touril- 
Jons des cylindres. 

Les particularités citées peuvent être exprimées soit sous une 
forme analytique, soit sous forme d’un tableau de valeurs qui par la 
suite sera traité à l’aide d’un polynôme d'interpolation. La formu- 
le (52) qui donne la moyenne de la charge au mètre courant par unité 
de largeur de la bande permet d'évaluer l'influence de ces facteurs sur 
l'effort de laminage et sur les autres paramètres énergétiques du 
processus. 


3. Déformation élastique de la cage et effet 
de vitesse dans les paliers à film d’huile 


Déformations élastiques des éléments de la cage 


La déformation totale des éléments de la cage (en négligeant celle 
des cylindres) peut être évaluée en introduisant dans la formule (61) 
un terme supplémentaire s, = K.Ÿ,, où Æ. est le coefficient de 
rigidité (module) des éléments de la cage (à l'exception des cylindres) 
et Ÿ,, la composante verticale de l'effort résultant agissant sur l’arc 
d'entraînement (voir fig. 1). 

Alors l'équation pour a* (Ë) s'écrit: 


a3 (E)= a" — 6* (£) sin az + y (E') +s* (74) 
et pour h* (6): 
* (6) = 3 (E) — 11 + uÿ (0)]-sin 8. (75) 

Les déformations élastiques des éléments de la cage dépendent 
(par l'intermédiaire du coefficient de rigidité X., de chaque élément) 
de la composante verticale Y, de la pression résultante du métal 
sur les cylindres *) et sont liées avec celle-ci par des formules bien 
connues (par exemple [5]). 

Etant donné que lors de l'intégration de l'équation (15) on exa- 
mine le processus symétrique relativement à l'axe de la bande, la 
grandeur sans dimension À s'écrit 

» A 
KÈ = CA . 

La valeur de X, peut être également déterminée expérimentale- 
ment, ce qui est évidemment plus pratique lorsqu'on étudie le lami- 
nage sur un laminoir donné. 


(T6) 


Composante verticale du décalage du centre du tourillon 
du cylindre, d'appui dans le palier à film d'huile 


Lorsqu'on utilise des paliers à film d'huile il faut également 
tenir compte des facteurs tels que la vitesse de laminage, la pression 
du métal sur les cylindres et la température (viscosité) de l’huile,) 


*) Dans la suite nous supposerons que Y, — P (P — effort de laminage 
en vertu de l’approximation [3 [3e]. 
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qui font varier l'épaisseur du film d'huile dans la partie de travail 


du palier. 

Soulignons qu’on n'aura pas intérêt à se servir des grandeurs 
sans dimension pour calculer la composante verticale y,;, du décala- 
ge du centre du tourillon du cylindre d'appui. La charge extérieure 


agissant sur le palier à film d'huile (+) se détermine d’après la for- 


mule (54). 
La distance entre l’axe du cylindre de travail et celui de la bande, 


compte tenu de la composante y5,,, s'écrit 


af (E) == a — 6 (E)esin os! yh, (E) st + y. (77) 
L'épaisseur de la bande est 
h* (8) = aï (E)—[1+u$(8)]-sin 0. (78) 


La composante verticale du décalage du centre du tourillon du 
cylindre d’appui est déterminée à partir des formules d'interpolation 
(25) et (26) du ch. IX. En cas de nécessité, on peut utiliser la méthode 
et l'algorithme décrits dans l'ouvrage [47]. 

Donc, dans la deuxième approximation et dans les suivantes, 
l'équation de laminage doit être intégrée dans le cas où la surface 
du cylindre de travail est déformée et en tenant compte des déforma- 
tions élastiques des cylindres et des autres parties de la cage; en 
outre, on prendra en considération la composante verticale du déca- 
lage du centre du tourillon du cylindre d'appui dans le palier à film 
d'huile. 

Notons que dans certains cas il importe de connaître l'influence 
de l'effet de vitesse sur les conditions existant dans le foyer de défor- 
mation (variations du frottement extérieur et durcissement du maté- 
riau de la bande dü à la vitesse). 


4. Intégration de l’équation de laminage compte tenu 
de la zone de déformation difficile 


Admettons que l'étendue de la zone de déformation difficile /4 est égale 
à n-/1h, où n est une valeur définie expérimentalement ou d'après les recom- 
mandations de Tsélikov [38]; /1,,, l'épaisseur moyenne de la bande dans le 
foyer de déformation. De plus /4 peut être déterminée en utilisant les résultats 
des mesures effectuées à l'aide de la méthode de photo-élasticimétrie 139). 

Les conditions aux limites auxquelles doit satisfaire la solution aux points 
extrêmes de la courbe d'intégration sont (fig. 4): 
à l'entrée 

hk (8) = lu; 9 = 4, ou, puisque p + g = 2Tt.;,.onap (a) = 27%,;, (a) — q;; 
à la sortie 

dh (8) = 0; k (0) = h2;, g = ge ou p (ce) = 2Tis (c) — e. 

En résolvant le problème aux limites en partant de la valeur p (a) à l'entrée 
de la zone de déformation, on doit aboutir à la valeur p (c) à la sortie de la zone. 


Prenons d’abord pour centre de la zone de déformation !/ l’angle neutre 
yL que nous avons déjà trouvé et supposons que t varie linéairement (sur le 
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tronçon 3’-4’ de l’épure): 


T'—T” _ 
age WT, (79) 
où 6 cst la coordonnée angulaire du point; 

A6, la portion de l'arc d'entraînement correspondant à la zone /y. 
Alors à l’épure des forces de frottement 1-2-3°-4’-5-6 va correspondre l'épure 
de la pression spécifique, représentée par exemple par la courbe ad’l’c’. Cepen- 


T4 —= 


AT DA 
T6) res 


Fig. 4. Epures illustrant l'intégration de l'équation de laminage en tenant 
compte de la zone de déformation difficile: 


a — solution du problème aux limites par la diminution de la discordance sur les frontières 
de la zone de déformation plastique de la bande : b — par la diminution de la discordance sur 
les frontières de la zone de déformation difficile 


dant, dans le cas général, la condition aux limites à la sortie du foyer de défor- 
mation De _. pas vérifiée. Admettons, pour bien fixer les idées, que p (c’) > 
> p (c) (fig. 4, a). 
Il convient de noter que lorsque p (c’) < p (c) la valeur réelle de l’angle 
neutre peut être déterminée en augmentant la valeur initiale de l'angle »!, 
L 
Faisons déplacer la zone !, d’un pas donné AY, (égal par exemple à Tn 
(n — 1) fois à gauche, jusqu'au point y? où la valeur de p (c") est voisine de celle 
de p (c) sous la condition que 


pe) > p (ce). 
L'angle y? se tire de l'égalité 


Va = Yn — (1 — 1) AYn- 


Supposons que le déplacement suivant du pas donné AY, nous amène au 
point y#*1) dans lequel p (cr+1}<p (c). Alors il faut revenir au point y? correspon- 
dant au pas précédent, diminuer ce pas (de moitié, par exemple) et intégrer l'équa- 
tion de laminage à plusieurs reprises jusqu’à @&e que p soit inférieur à p (c). 

Arrêtons le cycle itératif dès que p est proche de p (c), c’est-à-dire lorsque 
sera atteinte la précision nécessaire des calculs, ou lorsque le pas de variation 
de y, sera inférieur à une valeur A fixée. 

Nous allons donc résoudre le problème aux limites par la méthode de la 
diminution de la discordance, en divisant successivement le pas d'intégration. 
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Pour la zone de déformation difficile, l'équation de laminage peut être facile- 
ment résolue en multipliant ses deux membres par — : 


dr 
dg* [ (: . sd In (2teis) | dinAa* (6) LA | 
dx dink*(6) /  dr*  h*(6) ]+ 
| Tâ T° 
( h® (0)  4*(B) 5 


où T4; est donné par l'équation (79). 

L'expression figurant entre crochets définit les branches d’b et bl’ (fig. 4, a), 
tandis que celle qui est comprise entre parenthèses, exprime l’abaissement de ces 
branches jusqu'à la position d’!’. 

Cependant, les calculs appropriés ont montré que la réalisation numérique 
sur calculateur électronique fait apparaître certains inconvénients de la méthode 
décrite. Tout d'abord il s’avère tres difficile d'évaluer le durc'ssement du métal 
{variation de 7,;,) sur l'étendue de la zone de déformation difficile. De plus, 
la discordance relevée à l’une des extrémités de la zone d'intégration s'étend 
à toute la longueur de l’arc d’entraînement. à partir de la zone de déformation 
difficile jusqu à la zone élastique à la sortie de l'emprise. 

C'est pourquai une autre méthode de résolution de l'équation de laminage 
(15), compte tenu de la zonc de déformation difficile, a été élaborée. Résolvons 
le problème, comme dans le cas précédent, en supposant connue l'étendue !, 
de la zone de déformation difficile. La solution doit satisfaire aux conditions 
aux limites (14) à deux extrémités de l'intervalle d'intégration. 

Tout d'abord en intégrant la zone de déformation plastique de l’une de ses 
extrémités à l’autre on détermine la position de la section neutre 6, que l’on 
prendra ensuite pour initiale (fig. 4,b). Naturellement, les conditions aux limi- 
tes (14) doivent être vérifiées. 

Supposons que les grandeurs sans dimension des contraintes normales sont 
égales à l'entrée (T.A) et à la sortie (T.B) de la zone de déformation (ce qui n’est 
pas le cas pour les grandeurs à dimension à cause du durcissement du métal), 
ie. p* (6,) = p* (6,) (fig. 4,b). | | 

Alors, connaissant L, et 6, on tire la coordonnée de l’origine de la zone 
de déformation difficile (l'angle 6, sur la fig. 4.b) de l'équation 


p* (8)—p* (0— 17) = 0. (81) 


Résolvons cette équation à l’aide de la méthode des cordes combinée à la 
méthode des tests en prenant A6 pour pas et en se donnant l'intervalle des angles 
(8, — 1%, 0h) qui contient l'unique racine 6,. 

La coordonnée de la fin de la zone de déformation difficile se déduit de la 
relation 


0e = 04 -+ 14. 
En prenant p* (6,) pour valeur initiale, résolvons l'équation (15) sur la 


longueur de la zone de déformation difficile (6, < 6 < 6.), en admettant que 
les contraintes tangentielles sont réparties linéairement comme suit: 


ve (019-000 pour 8, < 0 < 6 
On — 6: 
et è (82) 
0—0n 
0 — On 
Pour obtenir la valeur p* (6.) au point 6., utilisons la méthode des appro- 
ximations successives. 
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T* (0) = 7? pour On < 6 < 0e 


Connaissant la valeur de 6, (qui est le résultat de l'intégration de l’equation 
(15) d’une extrémité à l’autre de l’arc d'entraînement), résolvons l'équation 
(15) sur l'étendue de la zone de déformation difficile (6, < 8 < 68:) lorsque 
t* (0) varie selon les formules (82); nous obtenons une valeur quelconque 
p* (8.) au point 6. Comparons cette valeur à p* (0.) [p* (0:) = p* (6,)]. 
Sip* (6) est supérieure (resp. inférieure) à p* (6.), nous augmenterons (resp. 
diminuerons) 6, du pas A6, et résoudrons de nouveau l'équation (15). 

Faisons accroître (resp. diminuer) 6, du pas fixé AG jusqu’à ce que la 


différence [p* (8:) — p* (6.)] change de signe, après quoi diminuons le pas 
A6 (de moitié) et reprenons les calculs avec le nouveau pas A6 — 5 jusqu’à 


ce que la différence [p* (6,) — p* (8,)] change de signe; diminuons ensuite 
A6! de moitié, etc. 

Poursuivons ce processus itératif tant que la différence | p*(0.) — p* (6.) | 
ne sera pas supérieure en module à une valeur donnée A. 

Pour résoudre l'équation (15) en tenant compte de la zone de déformation 
difficile, il faut disposer d’un nombre suffisant de données empiriques, caracté- 
risant l'étendue et la disposition de la zone !, relativement à l'angle neutre. 
L'équation de laminage peut être facilement et rapidement résolue sur calcu- 
lateur numérique ou analogique. 


9. Intégration de l’équation de laminage à coefficient 
de frottement variable sur la longueur de l’arc d’entraînement* ) 


En règle générale, lors de l'intégration de l'équation de laminage [37, 38: 
40]. les conditions de laminage, et plus spécialement le coefficient de frotte” 
ment u, sont supposées connues dans le foyer de déformation. Malheureusement: 
à ce jour il n'existe pas de méthodes efficaces pour mesurer le coefficient de 
frottement dans les conditions réelles du laminage, de même qu'on ne connaît 
aucune recommandation digne d'intérêt sur cette question. C’est pourquoi les 
expériences et Îles calculs donnant les valeurs des paramètres énergétiques, 
proches de celles obtenues par mesure, doivent être effectués en assignant à u 
le rôle d'un paramètre libre ou réglant de sorte que, par exemple, les efforts 
déformants mesurés et calculés soient égaux entre eux. De telles recherches ont 
été faites dans les travaux [26-28] et dans d’autres. 

Il est également possible de trouver le coefficient de frottement en comparant 
les valeurs calculées aux valeurs mesurées de l’énergie ou de la puissance de 
déformation, ainsi que de l’angle d'avance et du couple de laminage. Naturelle- 
ment, les coefficients de frottement résultant de cette comparaison peuvent 
différer l’un de l’autre. 

Il est évident que l'on parviendrait à la meilleure coïncidence entre toutes 
les valeurs mesurées et calculées, ainsi qu’à la représentation la plus complète 
des conditions réelles régnant dans le foyer de déformation, en appariant con- 
venablement l'épure réglante du coefficient de frottement et l’épure des contrain- 
tes normales obtenue expérimentalement. Dans ce cas on établit un rapport 
entre les valeurs mesurées et calculées de la pression spécifique en chaque point 
de la surface de contact et non pas seulement pour la valeur moyenne répartie 
sur la longueur de cette dernière. 

Sous cette optique, le coefficient de frottement est bien plus une grandeur 
auxiliaire qu'un paramètre physique. 

L'emploi des calculateurs électroniques et.des méthodes numériques simpli- 
fie considérablement les calculs nécessaires à l'obtention de l'épure réglante 
du coefficient de frottement et autorise des investigations plus détaillées des 
phénomènes ayant lieu dans le foyer de déformation. 


*) Les recherches ont été effectuées en collaboration avec V. V. Lourier. 
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Eliminons les variables À et x dans l'équation (15) en opérant des substi- 
tutiors suivantes *) (voir fig. 1): 


dh* (6) _ dz* 


# a Ÿ __ Qi me — ) ° ® — L BE 1 
h* (6) —a$ —sin 6; 36 cosû; r*-cos0; 26 sin 0. 
On obtient finalement : 
dg* .{2In(2r:is) : cos U 
49 d6 ): FR RO Te (85) 
Dans cette équation 4 — 1 pour la zone de retard et 4 = —1 pour la zone 
d'avance. 


En vertu de la théorie moderne de SM 3 (37, 38], dans le cas du lami- 
nage des tôles minces, on distingue sur l'arc d'entraînement cinq portions où 
les forces de frottement varient selon des lois différentes (fig. 4.a) : sur les por- 
tions 1-2 et 5-6 (zones de glissement) où la valeur u-p* est inférieure à la limite 
de fluage du métal laminé, les forces de frottement obéissent à la loi du frot- 
tement sec t* — u-p*; sur les portions 2-3’ et 4’-5 (zones d'adhésion) où 
n-p* > 0,5, on a t* — 0,5. 

Dans la partie moyenne de la zone d'adhésion il existe une portion 3-4’ 
de déformation plastique ralentie (difficile) où les forces de frottement varient 
de Teis à — T5, selon une loi que nous supposerons linéaire. 

Alors, en admettant que la valeur de la limite de fluage est constante sur 
toute la longueur de la portion 3’-4’, on a: 


= Xe cos 0 — cos 6, 
id 


où 0, est l'angle déterminant la disposition de la section neutre: 

T#, les forces de frottement normalisées aux frontières de la zone de défor- 
mation difficile. 

Compte tenu de la loi de variation des forces de frottement sur les portions 
de l'arc d’entrainement, l'équation (83) s'écrit : 
dans le zones de glissement : 


dg* ! dinor: À . cos6 
Fo ee) Ht—mtt 160) F2 
dans les zones d'adhésion : 
dg* __ ,f{ dinos \, >: | cos 6 
ne () Us rs: de. 
dans la zone de déformation difficile : 
dg* {dos \. + C0 0 — cos Ûn cos () 
PT ( du | | (1 FAR lasctg 0 ] a*—sin0 (86) 


La résolution de l'équation d'équilibre (83) compte tenu des équations 
(84)-(86) a été effectuée sur un calculateur « NAÏRI ». 

Puisque cette résolution tient compte de l'influence de la zone de défor- 
mation difficile on a tout d'abord déterminé approximativement la position 
de la section noutre d’après des relations connues (voir par exemple [37, 38]). 
Dans la première approximation on peut admettre que la section neutre est 
située sur la partie centrale de l’arc d'entraînement. 


*) Nous supposons que les cylindres sont absolument rigides ; au besoin, la 
déformation élastique des cylindres peut être calculée comme au p. 2, au ch. V, 
p. 2 [dans le cas de l'équation (83)]. : 
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L'intégration de l'équation de laminage *) a été faite par la méthode de 
Runge-Kutta du quatrième ordre, en opérant successivement sur toutes les 
portions à partir de 6 — 6, (point d'engagement du métal dans les cylindres) 


et de g* — gŸ jusqu à 0 — _ la valeur terminale d’une portion précédente 


servant de valeur initiale pour la portion suivante. Aux points 1 et 6 ce sont 
les valeurs de la tension gq* et g* de la bande qui définissent les conditions aux 
limites. 

Dans le cas où une condition aux limites n’est pas vérifiée avec la précision 


requise au point 6 — _ , on corrige la position de la section neutre 6, et on 


recommence la résolution. Au besoin, on changera le pas d'intégration. 

La variation des forces de frottement dans la zone de déformation difficile 
est supposée linéaire ; une autre dépendance (une ligne polygonale, par exemple) 
ne compliquerait pas les calculs. 

L'organigramme d’algorithme de la résolution de l'équation différentielle 
de laminage (83) cest représenté par la figure 5. 

Les données initiales sont: le tableau des valeurs de la limite de fluage 
ay, du matériau de la bande prises sur l’arc d'entraînement, le tableau des valeurs 
du coefficient de frottement pu le long de l’arc d'entraînement, la tension de la 
bande 9, et q., le rayon du cylindredetravail R;,, la distance entre l’axe de la 
bande et celui du cylindre a, l’arc d'entraînement 6,, la position initiale de 
la section neutre 6,,, la longueur de la zone de déformation difficile !;, le pas 
initial d'intégration A6, et la précision d'intégration A. 

Le programme permet de résoudre l’équation (83) avec une loi quelconque 
donnée de variation de la limite de fluage 0, et du coefficient de frottement nu 
sur l'étendue de l’arc d’entraînement. 

La fig. 6 illustre un exemple de calcul des épures des contraintes normales, 
lorsque le coefficient de frottement u varie selon des lois différentes sur l'étendue 
de l'arc d’entraînement. 

Les calculs effectués en considérant que le coefficient de frottement est 
constant le long de l’arc d'entraînement (les courbes 1, 2 et 3 de la fig. 6,a) 
ont montré en particulier que pour faire coïncider d'une manière satisfaisante 
Jes épures calculées et les épures mesurées, la longueur de la zone de déformation 
difficile devrait être choisie de façon à être supérieure à la moitié de la longueur 
de l'arc d'entraînement. 

Si le coefficient de frottement est variable sur la longueur de l’arc d’entrai- 
nement (les courbes 4 et 5. fig. 6,a), les calculs permettent d'établir les épures 
des contraintes normales dont l'allure est proche de celles obtenues par voie 
expérimentale et en négligcant la zone de déformation difficile. Cependant, la 
construction de l’épure règlante du coefficient de frottement par la méthode 
d'appariement s'avère assez laborieuse et nécessite un temps de calcul appré- 
ciable. De plus, il est évident que Île coefficient de frottement u doit varier 
de façon à s’annuler dans la section neutre, où l’on n’observe pas de contraintes 
tangenticlles. Cependant, avant d'entreprendre les calculs. on ne connaît pas 
la position de la section neutre, ce qui rend peu aisé le choix de la loi de variation 
du coefficient de frottement le long de l'arc d’entraînement. 

L'épure réglante du coefficient de frottement peut être facilement construite 
au moyen d’une différentiation graphique de l’épure expérimentale des contrain- 
tes normales à partir de l'équation de laminage (83). 

Un programme de différentiation graphique de l'épure des contraintes 
normales a été rédigé pour un calculateur « NAÏRI » dans le but de déterminer 
la variation de u sur la longueur de l’arc d'entraînement d’après les épures expéri- 
mentales de la pression spécifique. Ce programme permet aussi d'établir comment 
les forces spécifiques de frottement + et le coefficient de frottement pu sont 
répartis sur la longueur de l'arc d'entraînement [48, p. 14] en utilisant l'équation 


*) Pour plus de détails sur l'intégration de l'équation de laminage, voir 
le ch. I]. “ 
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Formations primaires 


Résolution de l'équation de laminag 
sur les portions J-2et 5-6 
l 


lésolution de l'éguatian de Lominage 
Sur les portions 2-J'et4"5 


Non 


{néroduction des donnees 
cnitiales 


APELA +48 


Ge z 9;°48 


Jrpression 
PET 8, p.T 


Fig. 5. Organigramme de l’algorithme de résolution de l'équation de 
laminage (83) 


différentielle de laminage, l’épure expérimentale des contraintes normales et la 
courbe de durcissement du métal lamineé. 

De l'équation (83) on peut déduire une formule exprimant les forces spécifi- 
ques de frottement : 


| r dq* .{ 2inoy a*—sin 0 = 
x {| PT: () se}. (81) 


Des calculs ont été effectués pour des cas de laminage de divers métaux: 
acier, aluminium, plomb (fig. 7-9); les données expérimentales caractérisant 
les épures de la pression spécifique propres au laminage de l’acier et de l'alu- 
minium, sont empruntées à l'ouvrage [49]. 

Les figures 7-9 représentent Îles courbes suivantes: 1 — épures expéri- 
mentales de la pression spécifique; 2 — épures expérimentales ie forces de 
frottement (fig. 9); 3 — épures des forces de frottement obtenues à l’aide de la 


P, MN/mE(kg/mmÈ) 


600(80) 
600(60) 
400(40) 


200(20) 


Fig. 6. Epures calculées des contraintes normales (a) avec des lois différentes 
de variation du coefficient de frottement (b) sur la longueur de l’arc d’entraîne- 
ment. Les lignes en traits interrompus représentent les épures calculées sans 
tenir compte de la zone de déformation difficile. L’épure 5 est expérimentale 
(laminage de l'aluminium AIM; D = 205 mm; //,— 1.94 mm; € — 400, : 

Qi —= 2 — 0) 


formule (84) à partir des épures expérimentales de la pression spécifique; 4 — 
épures des coefficients de frottement obtenues à l’aide des épures de la pression 
spécifique (courbes 1) et des forces de frottement (courbes 3). Les courbes en 
traits interrompus représentent l’approximation linéaire des épures des coeffi- 
cients de frottement et les épures calculées de la pression spécifique qui cor- 
respondent à une telle approximation. 

Les données expérimentales et les calculs montrent que le cocfficient de 
frottement u décroît d’une valeur u,à l'entrée des cylindres jusqu’à zéro dans 
Le section neutre, et s'accroît ensuite jusqu'à une valeur 1, à la sortie des cylin- 

res. 

Les épures des coefficients de frottement obtenues par le calcul à partir 
des épures expérimentales de la pression spécifique correspondent qualitative- 


LA T LA e La # e C2 
ment aux épures p = —= établies par voie expérimentale (voir par exemple 


x 
[39, 50-52, 53, p. 101 et 502]). 
On interprète physiquement cette variation du coefficient de frottement 11 
en supposant que celui-ci, tout en liant fonctionnellement les contraintes nor- 


males et tangentielles (x _ +). est proportionnel, en chaque point de l’arc 
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AT, MN/mE(kgf/mm ?) 


600 (80) 


400 (40) 


800 (60) 


-400(-40) 
7200(720) 


800 (60) 


-400(-40) 


800 (68) 


400 (40) 


- 400(-40) 


Fig. 7. Epures des contraintes de contact normales et tangentielles + 

et du coefficient de frottement u dans le laminage à froid de l'acier entre des 

cylindres de 294 mm de diamètre ({/4= 2,22 mm; B — 60 mm; e = 20 9): 

a—g == 0,  b—qe=Qs = 0,8 (To) s C— Qi = 0,7 (2Teeg)s 2 = 0 d—q - 
= se = 0,6 (2Teiso) : (L. c. ce — ligne de centres des cylindres) 
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d'entraînement, à la vitesse de glissement (v,;) en ce point *) [55]. Piriazev 
153, p. 101] indique que la distribution non uniforme du coefficient de frottement 
résulte de l'influence simultanée de la pression s écifique **) et de la vitesse 
de glissement du métal relativement aux cylindres. D'autres facteurs inter- 
viennent également, par exemple la variation de l’état de surface du métal 
laminé sur la longueur de la zone de déformation [53, p. 101]. 

Les calculs faits d’après les données expérimentales fournies par la méthode 
de photo-élasticimétrie [3 [ao]. présentent un intérêt tout particulier, vu qu'ils 
offrent une possibilité de comparaison avec les épures expérimentales des forces 


2,7, MN/mE(kgf/miri) 


6800(60) 


400( "LU 


-400(-40) 
600(60) 


400 (40) 


-200( "ii 


Fig. 8. Epures des contraintes de contact normales et tangentielles et du 
coefficient de frottement dans le laminage à froid de l'aluminium entre des 
cylindres de 294 mm de diamètre (4, = 2,5 mm; B — 66 mm; e — 40%; 
D = 0; q2 = 0,4 (Tes m)! 
a — sans lubrification; b — avec lubrification 


de frottement. Cette comparaison (fig. 9) fait ressortir une ressemblance entre 
ces épures quant à leurs caractères et leurs modules, à l'exclusion d'un petit 
domaine à l'entrée des cylindres. 

Les faibles écarts entre les modules des forces de frottement et de la posi- 
tion de la section neutre sont attribués à’ des erreurs dans la différentiation 
graphique de l'épure des contraintes normales ainsi que dans le dépouillement 
des images relevées des raies. 

La coïncidence des épures calculées et des épures expérimentales des forces 
de frottement montre que cette méthode convient pour déterminer le coefficient 


*) 11 faut faire une distinction entre les valeurs de pu et de v,, en chaque 
point de l'arc d'entraînement et les valeurs moyennes de ces dernières sur la 
longueur de l’arc d'entraînement. On a établi expérimentalement une loi inver- 
sement proportionnelle entre pu, et vim 156; 57, p. 154]. 

*+) Pavlov et Guet ont montré que] accroissement de la pression spécifique 
fait diminuer le coefficient de frottement [58]. 
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de frottement L sur l’étendue de l’arc d'entraînement à partir des épures expé- 
rimentales de la pression spécifique, et reconfirme la possibilité d'utilisation 
de l'équation différentielle de laminage dans les calculs pratiques. 
L'analyse des épures du coefficient de frottement sur la longueur de l'arc 
d'entrainement montre premièrement que le coefficient y varie *) sensiblement 


PT, MN/m?(kgf/mm À) 


-20(-2) 


Fig. 9. Epures des contraintes de contact normales et tangentielles du 
coefficient de frottement dans le lamirage sans tension du plomb entre des 
cylindres-disques en matériau optiquement actif: 

a 830%; b—Ee=150, 


le long de l'arc d'entraînement et deuxièmement que la courbe de variation 
de L le long de l'arc d'entraînement peut être assimilée à une ligne polygonale, 
dans le but de simplifier les calculs ultérieurs (la ligne interrompue sur les épu- 
res de li, fig. 7-9). 

C'est à la base de cette approximation de l’épure du coefficient de frotte- 
ment qu'a été effectuée (selon l'algorithme montré sur la fig. 5) l'intégration 
de vérification de l’équation différentielle de laminage (83) pour les cas considé- 
rés. Les épures des contraintes normales et tangentielles obtenues par les calculs 
sont. tracées sur les figures 7-9 en traits interrompus. 

L'approximation de l'épure de y par une ligne polygonale implique la 
connaissance a priori de la position de la section neutre. Donc, l'équation d'équi- 
libre (83) se résout par la méthode des approximations successives en corrigeant 
la position de la section neutre, comme dans le cas des calculs faits en tenant 
compte de la zone de déformation difficile (voir p. 4). 

La ligne polygonale décrivant la variation du coefficient de frottement sur 
l'étendue de l'arc d'entraînement a pour équation: 


*) La valeur constante de u sur une portion de l'arc d'entraînement n'a 
été observée que dans le cas du laminage dans les cylindres polis [51]. 
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dans la zone de retard : 


6—0 es 
DT Dr: mem: (88) 
dans la zone d'avance: 
0 —0 
p= pe ——- , (89) 
7 —0n 


où a, et u, sont les valeurs du coefficient de frottement à l'entrée et à la sortie 
du foyer de déformation. 

Dans les calculs pratiques, lorsqu'il est impossible de définir g, et jp. 
comme des paramètres réglants (libres) et si l’on dispose de quelques recomman- 
dations sur le choix de u,, à partir des données d'essais, on peut se servir d'une 
méthode approchée pour déterminer u, et u.. La relation exacte liant u, et u. 
étant pour le moment inconnue,on admet dans une première approximation que 
u, = M; alors, de la similitude des épures de et de u, on conclut que 
li = Use = 2m 

"Notons que dans les épures des figures 7-9 ainsi que dans nombre d’épures 
expérimentales (voir par exemple (53, p. 101]) les valeurs pu, et u, sont voisines 
de 0,5 pour divers cas de laminage. L'accroissement de u jusqu'à 1 = 1 et 
plus aux extrémités de l’épure s'explique par le fait que la condition de plasti- 
cité à partir de laquelle on déduit l'équation différentielle d'équilibre n’est 

as satisfaite à l'entrée et à la sortie du foyer de déformation. Certains auteurs 
fo. 60] jugent pourtant cet accroissement admissible. 

L'ouvrage ([61] souligne également les avantages d'une intégration de 
l'équation de laminage avec u variable. Ainsi, on y propose d’appnroximer la 


T : 
fonction pu, = nn. par l'expression 
x 


2 z—l; \Y 

Hzx u-sign (z 1) l;—L, }. 
où {ÿ est la position de la section critique; 

sign (z — l,), le signe attribué à la différence (r — UE 

v, un noinbre définissant le facteur de forme du foyer de déformation (1;/H,,). 

Lorsque lHn > 7, la fonction v = v (1;/H,,) tend monotoenement vers 1. 

La nécessité de corriger dans le cas général la loi de variation du coefficient 
de frottement en fonction du facteur de forme du foyer de déformation, et la 
nécessité d'utilisation des nomogrammes (61) compliquent les calculs, surtout 
ceux faits sur calculateur électronique. 

Les calculs que nous avons effectués pour divers cas de laminage en attri- 
buant des valeurs différentes au quotient l;/H,, ont montré qu’en remplaçant 
l'épure réelle du coefficient de frottement par une ligne polygonale on s’assurait 
dans l'évaluation des pressions spécifiques une précision de l'ordre de 5-10 %, 
c'est-à-dire la précision généralement adoptée dans la construction des épures 
expérimentales des contraintes normales. 

Ainsi, lorsque le coefficient de frottement varie le long de l'arc d’entraîne- 
ment, on parvient à simplifier les calculs des contraintes de contact, en prenant 
une loi unique de variation des forces de frottement t, = +u,-p,. La valeur 
de pu, sur la longueur de l’arc d'entraînement est choisie d’après les données 
d'essais ou se calcule avec les expressions (88) et (89) respectivement pour la 
zone d'avance et celle de retard. L'approximation de l’épure réelle de u par une 
ligne polygonale assure une coïncidence satisfaisante des épures calculées et des 
épures expérimentales des contraintes de contact. 

Dans la suite, il serait bon d'accomplir des recherches spéciales dans le 
but d'établir de quelle façon le coefficient de frottement dans le foyer de défor- 
mation est lié avec les paramètres physiques du processus (en particulier, avec 
la valeur de glissement du métal relativement aux cylindres) et pas seulement 
avec les paramètres géométriques du foyer de déformation, comme cela a été 
démontré plus haut. 
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CHAPITRE Il 


PARTICULARITES DE RÉSOLUTION NUMÉRIQUE 
DU MODELE MATHÉMATIQUE SUR CALCULATEUR 


Le modèle mathématique du laminage des bandes minces a été 
réalisé à l’aide d'un calculateur universel rapide à deux adresses 
« MINSK:-22 ». Examinons les aspects essentiels de la résolution 
numérique du modèle *), vu l'intérêt pratique que ceux-ci peuvent 
présenter dans le cas de réalisation du modèle sur d’autres calcula- 
teurs électroniques. 


1. Algorithme et particularités de résolution numérique 
du problème des paramètres fondamentaux du laminage 


Examinons, conformément à l'organigramme d'algorithme représenté par 
la fig. 10, l'intégration de l'équation de laminage, compte tenu des déformations 
élastiques des cylindres et des autres parties de la cage, et en prenant en consi- 
dération la composante verticale du déplacement du tourillon du cylindre 
d'appui dans le palier à film d'huile. 

D'après ce que nous avons dit précédemment (ch. I, p. 2), l'équation de 
laminage (15) du ch. 1 peut être écrite sous forme de deux équations: 


Li * 
F = G { en [sin 6-+ 1f cos 0] + [1 u$ (8)] (cos 0 —r$ sin U) — 
=. gi (8) _d6fi. e (8) à dt) 
fi, e (0) d6 
où 
gi(ai—Br)=gù, mi —Pa KO <a y et 
dg* | du* (8) 
TE = FU {+ [sin 6—+$ cos 0] + 
g5 (0)  doys. e (8) 
“ d ) < : * S ES D Q 2 
| [1 uS$ (B)]X (cos 0 + T£ sin 0) ne) 0 | (2) 
où 
I L q® (œ4 +- Y1=9?, (e #1 —$; a 0 «T (e 7 Yi. 
ci 


mp* (0) lorsque pup* (8) < + 
TZ lorsque up* (6) > 7 


*) Khloponine V. et Siguitov E. ont collaboré à la résolution numéri- 
que du problème. Les ‘méthodes numériques employées sont décrites dans 
les ouvrages [62-68]. 
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Fig. 10. Organigramme de l'algorithme de résolution sur ordinateur 
du modèle mathématique du laminage des bandes minces: 
arc 1 — zone de déformat!on plastique de la bande: arc II — zone du rétablissement élastique 
de la bande: III — arc de contact des cylindres: f (6) — fonction de la charge extérieure, 
agissant sur le cylindre : 12% — bloc de résolution du problème de l'état contraint et déformé 
des cylindres à l’aide de la théorie des fonctions d'une variable complexe (voir ch. X) 


FN 
—] 


Pour intégrer les équations (1) et (2) il faut connaître les limites de l'arc 
d'entraînement qui correspondent à la zone de déformation plastique de la 
bande laminée (arc 7. & — B, < 8 < & + y1, voir fig. 1). 

Les limites de l'arc 7 se déterminent d'après les conditions: 


60—as—$; lorsque À (8) — 4 
ot | (4) 
0— y: Ÿ! lorsque dh (6) = 0 
qui, compte tenu de l'expression (62) du ch. I, peuvent s'écrire: 
a (£)—[1<+-u, (0)]-sin 86— A; —0 (5) 
et 
(u,)'-;-[1-u, (0)]-cos A — 0. (6) 


Les équations (5) et (6) doivent être résolues avec une grande précision, 
notamment lorsque les réductions relatives sont faibles (e < 5 %}), c’est-à-dire, 
lorsque la longucur de l'arc Z est petite. Le mode de résolution proposé qui 
combine la methode des sécantes à celle des approximations successives avec 
un pas e, permet de déterminer leslimites de l’arc Z avec la précision voulue A. 

Définissons pour chacune des équations (5) et (6) un intervalle d’angles 
(x. B) renfermant une seule racine. Chaque approximation 8,;, de Îla racine 
est donnée par la formule 


Î (Br) — f (an) 
Connaissant une approximation de la racine, précisons de nouveau la racine 


a l’aide de la méthode des sécantes en posant a, = 6, et B} — B,-, si 04 est 
situé à gauche de la racine, et a, — «;_,, B, — 0, si 0, est à droite. 


Si l'inégalité 

J (Br) — f (an) 
Pr — an 
(A est la précision avec laquelle on se propose de déterminer les limites de l'arc) 


est satisfaite, on calcule l'approximation suivante d’après la formule (7). Si 
l'inégalité n’est pas vérifiée, cette approximation s'obtient à l’aide de la formule 


Opss = 0n+1 +A-sign[f(&)-f (0%+1)]. (9) 


De l'inégalité B, — &, < 24 on tire la valeur de la racine &, qui est la 
limite cherchée de l'arc 7. La deuxième limite (l’angle &, + y.) de la zone de 
rétablissement élastique de la bande à la sortie des cylindres (arc ZI: &, + y, < 
< 8 L& + y2) se calcule avec la même méthode en utilisant la condition 


a* (E)— [1 + u$ (0)-sin 6] —- 
hs (a M | 14 — 2 Ga) Lo (10) 


(7) 


Op+s = An — f (an) 


| f (0x+1) | > À (8) 


Edo (as —- 
VE CT Po 
qui découle de l'équation (22) du ch. I. 

Dans la première approximation, en connaissant les paramètres du cylindre 
parfaitement rigide et en supposant toutes les déformations élastiques égales 
a zero, c'est-à-dire u, (0) — 0, Ô (£) = 0, yap (£°) = 0, s, = 0, ainsi que 
Ypjh = 0, déterminons, à l’aide des équations (5) et (6),les limites de la zone de 
déformation plastique de la bande (arc 7: & — f, < 0 << æ& + y1) qui sont 
les valeurs de départ pour l'intégration de l'équation de laminage. Déterminons 
la seconde limite (l’angle &, + y.) de la zone de rétablissement élastique de la 
bande à la sortie des cylindres (arc 27: @; + y, < 6 -£ & + y.) à partir de la 
condition (10). Après avoir déterminé ces paramètres de l'arc 7. procédons 
à l'intégration de l'équation de laminage (1) et (2). 
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Pour intégrer les équations de laminage ({)et(2),utilisons la méthode de 
Runge-Kutta [62-66] 


q® (O4 A8) = 98 (0) + (1-22 Da LR), 44) 


où i = 1; 2 
ki = A0-/; [0, gŸ (6); 


ke 40-f[0++, CH (@)+ |; 
kg 40. [ 04%, at @+-H |: 
= A0-fi [0 A0, af (0) + Hs]. 


La méthode de Runge-Kutta fournit une précision élevée, ce qui est un 
facteur à ne pas négliger lorsqu'on désire calculer les déformations élastiques 
du cylindre. 

Pour déterminer le pas d'intégration A6 (d’après l’angle au centre 6) faisons 
le double calcul sur l'intervalle AO et 2A6 [62, 63]. 

L'intégration des équations différentielles (1) et (2) dans les limites de l'arc 7 
se fait en supposant que la limite de fluage o;, du matériau de la bande est 
variable sur la longueur de l'arc d'entrainement. 

La valeur de 6;, (8) peur être introduite dans l'équation sous deux formes 
différentes : 

1) sous forme d’un tableau des valeurs établi dans les limites de l'arc 

d'entraînement à partir des courbes expérimentales [69] o,,, — oy(e): 

2) sous forme des formules empiriques [70] 


Of eg + 4°") (12) 


où 67e est la valeur instantanée de la limite de fluage sur la longueur de l'arc 
d'entrainement ; 


Ojro. la valeur initiale de la limite de fluage; 

e, valeur instantanée du degré de déformation en %;: 

a. n, des constantes propres à une nuance donnée du métal. 

On n'éprouve aucune difficulté à représenter la fonction 0; (8) par des 
formules. Cependant, il est plus logique de représenter 0, (8) sous forme de 
tableau en prenant e pour argument que l’on remplacera ensuite par 6. En se 
donnant 0;,. sous cette forme on obtient des valeurs fixes pour les limites de 
fluage en des points bien déterminés (nodaux) de l’arc d entrainement. 

Pour trouver la limite de fluage pour une valeur courante de l’argument, 
on nRoee à une interpolation linéaire entre les valeurs fixes de 0,7, (0;) et 
de Oÿie (0i+1)- 

Dans le cas où 6;1# (8) est donné sous forme de tableau il faut utiliser des 


dOfle (6) 


méthodes spéciales pour déterminer la dérivée , dont la connaissance est 


nécessaire à l'intégration de l'équation de laminage. Cette dérivée peut être 
déterminée en remplaçant par exemple la fonction 6;,, (6) sur la longueur 
de l'arc d'entraînement par un trinôme en les points nodaux 6, = &, — B,; 


vi — Pi 
2 
du trinôme d’interpolation ne peuvent être déterminés que par une inversion 
des matrices [71], ce qui exige un temps de calcul important. On économiserait 
beaucoup de temps en calculant les dérivées à l’aide des formules suivantes de 


0, a, -- 5 6 = & + ÿ1 [71]. Cependant, dans ce cas, les coefficients 
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différentiation numérique : 


, Î 
oft (05) -- 5ag 191: (41) — 0 pr (65-1)] ; 


(13) 


| 
nr | 
941 (00) = 14010 (01) —©;s (02) — 307z (0o)] : 

, 1 
al (6,) 7 9AG [or (0,2) —40; (0-1) +307: (0,)], | 
] 


(i=1,2,..., n—1) 


6, ct 0, sont les points initial et final de l'argument du tableau 6; (0). 
On résout donc les équations (1) et (2) en considérant que la limite de fluage 
du matériau de la bande 6,4, (0) et le coefficient moyen de frottement un sont 
variables sur l’étendue de l'arc 7. 11 est également possible de outre ces 
équations en considérant que le coefficient de frottement u qui est donné sous 
forme de tableau est variable sur la longueur de l’arc 7 (voir ch. I, p. 5). 
Une fois les équations (1) et (2) résolues, on compose la fonction 


g* (8) — min {g; (8), gi (0)} (14) 


que l'an utilise pour calculer les contraintes normales de contact p* (6) dans 
les limites de l'arc Z/ en tenant compte de la relation: 


p* (8) = 1 — g* (6). (15) 


Les contraintes tangentielles t* (0) se déterminent à l’aide de la formule (3). 
Les valeurs réelles desfcontraintes de contact dans les limites de la zone de 
déformation plastique de la bande s'expriment comme suit : 


2 2 
p (6) — p* (6) V: Ojte (8); T(0)=—+T"* (6) 7: Ofte (8). (16) 


La contrainte moyenne axiale dans la bande laminée (fig. 2) est donnée par la 


relation : 
2 


g (8) = g® (0) VE Gjte (0). 


Les contraintes normales et tangenticlles de contact sur l’arc 77 (a, + +, < 
< 0 L & + y.) peuvent être déterminées à l’aide de la formule (23) du ch. 1. 
On utilise les expressions (16) lorsqu'on passe aux valeurs réelles. 

Si l’on veut tenir compte de la zone de déformation difficile on utilise les 
solutions obtenues après avoir préalablement précisé les valeurs des contraintes 
tangentielles de contact dans cette zone à l’aide des formules (82) du ch. 1 et 
celles des contraintes normales de contact à l’aide de la méthode itérative décrite 
dans le ch. I, p. 4. 

Pour déterminer les composantes X*, Y? de la pression résultante du métal 
sur les cylindres [(27) et (28) du ch. I] ainsi que le couple de laminage C# [(29) du 
ch. 1], on fait appel à la formule de Sympson, auparavant on aura composé le 
tableau des valeurs sans dimension des contraintes normales ct tangentielles 
de contact calculées d'apres les formules ) 


_ 0 = :r (0 
p(6) — p* (0) TT: T(0)-:T* y. (17) 


Après avoir calculé à l’aide de la formule (52) du ch. 1 la charge moyenne 
gh.c. par unité de largeur de la bande, on définit, à l’aide de la formule (51) 
du ch. 1, la résultante P%, des contraintes normales dans la zone de contact des 
cylindres. 

La connaissance des valeurs Y?, X*, CT et P#, permet de calculer les 
efforts compensateurs X, et Y, et le couple C, dans le cas de cylindres de travail 
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menants [(40)-(42) du ch. 1] ainsi que dans le cas de cylindres d'appui menants 
(41), (43), (49) du ch. 1], et de déterminer, aussi avec la formule (57) du ch. 1, 
les limites de la zone de contact des çylindres (arc 7/1: @3 — Ps < 0 < @3 + Ya). 
Un critère spécial est prévu dans le programme pour calculer les paramètres 
du laminoir quarto à cylindres menants de travail et à cylindres menants d'appui. 

Dans la zone de contact des cylindres les contraintes normales peuvent 
être calculées d'après la formule (56) du ch. I et les contraintes tangenticlles 
d’après la formule (59) du ch. I. 

Ainsi, grâce aux calculs précédents on connaît tous les efforts exercés sur 
la section transversale du cylindre de travail (problème plan). On peut alors, 
conformément à la position du problème. déterminer les déformations élastiques 
de l’emprise, la composante verticale du déplacement du tourillon du cylindre 
dans le palier à film d'huile, de même que les déformations élastiques des autres 
éléments de la cage. Pour s'assurer de l'efficacité des cycles itératifs ultérieurs 
et par conséquent pour savoir s’il est nécessaire de calculer les déformations 
élastiques, on compare les valeurs de l’arc d'entraînement obtenues à l’issue 
de deux cycles itératifs voisins à l’aide de la formule 


Lœs + a) — (@s — Bs)li — [5 Va) — (as — Brhliss 
Las + Va) — (os — Blé + (18) 


où A est la précision requise. 

Le processus itératif pour la section considérée &; s'achève lorsque la con- 
dition (18) est remplie. On passe alors au calcul de la section suivante &;,, —- 
— E; + AË après avoir pris le soin d'imprimer les résultats des calculs relatifs 
à la section E;. 

Sans revenir sur la résolution numérique du problème de l’état de contrainte 
et de déformation des cylindres (voir ch. X. p. 3), on calcule la déformation élasti- 


que &, (6) en 20 points nodaux sur la partie du cylindre de travail (qui comprend 
l'arc d’entrainement) définie par 


A, <0 < À: (19) 
où 


A=arcsin({-th$ —h?); As — ne -|- A6. (20) 


On détermine les limites de l’arc d'entraînement (les angles (& — BB), 
(@ + Y1) et (&> + Y2)) en faisant appel au bloc d'interpolation linéaire et en 
tenant compte des conditions (5), (6) et (10). Sur l'arc d'entraînement &, — f, < 
< 0 < 2 + Y+, on remplace la fonction #, (0) qui est donnée sous forme de 
tableau par un trinôme construit par la méthode des moindres carrés en les 
points: 


Oj= (ts — Ba) ET lue ++ ve) — (as — Ba] 1) 
(j=0. 1,2, 3 ..., 10). 


Lors de l'intégration de l'équation de laminage pour la surface déformée 
| | .. . du,(8 
du cylindre, il faut calculer la dérivée “0 sur la longueur de l’arc d’entraîne- 


ment. Cette dérivée peut être déterminée à l’aide d’un polynôme d’interpolation 
[71] ou avec les formules de différentiation numérique (13). 

La flexion de l'axe du cylindre d'appui se calcule d’après la formule (70) 
du ch. 1. la détermination des constantes k,, k2, ko. Cap étant confiée au bloc 
de formation primaire. 

Les déformations élastiques du dispositif de serrage et du bâti de la cage 
doivent être déterminées comme le produit A ,.-P (où K'. est le coefficient total 
de rigidité des éléments considérés de la cage. et se calcule à l'aide des formules 
[5] dans le bloc de formation primaire). 
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La composante verticale du déplacement du tourillon du cylindre d'appui 
se calcule d après les formules d'interpolation (voir ch. IX, p. 5). 

Pour achever le calcul de la surface déformée du cylindre de travail, il reste 
donc à déterminer la déformation élastique de ce dernier en contact avec la 
none U) (@) et la déformation élastique mutuelle des cylindres (rapprochement 

es axes) Ô (E). 

Ces déformations élastiques peuvent être déterminées au moyen du bloc 
de résolution numérique du problème de l'état de contrainteet de déformation 
des cylindres (voir ch. X,p.1. 2). L'algorithme de ce bloc permet de calculer, 
à partir de la formule (3) du ch. X. les valeurs du déplacement élastique «,, (6) 
du point considéré : (p, 6) appartenant à la section transversale du cylindre. 

Prenons pour données de départ celles caractérisant la charge p (6) et 
+ (6) qui agit sur le contour extérieur de la section du cylindre (arcs 7, 11. 111), 
ainsi que celles caractérisant le trou axial À et les coordonnées des points examinés 
2; (P:.03:). Les données supplémentaires [voir les formules (14), (20), (28), (29), 
(30), (31) du ch. X] nécessaires à la résolution du problèmef[z, (1. 6,);=, (1, 6): 
Ze (P2,0.)] sont soit élaborées par le programme lui-même à l’aide de formules 
élémentaires, soit extraites des blocs précédents (Xo, Yo, Coe Xmr Ym) où 
ces valeurs sont connues. 

Les particularités de la résolution numérique du problème sont examinées 
succinctement dans le ch. X (p. 3). 

Le rapprochement des axes 6 (£) des cylindres de travail et d'appui est 
calculé d’après la formule (64) du ch. I. Pour cela on sc sert du bloc de résolution 
du problème de l'état de contrainte et de déformation des cylindres pour des 
paramètres et des efforts données par les formules (65)-(67) du ch. I dans le 
cas de laminoirs quarto à cylindres de travail menants et par les formules (68), 
(69) du ch. I dans le cas de laminoirs à cylindres d'appui menants. 

Le rapprochement élastique Ô (£) des cylindres étant déterminé, le système 
est considéré comme prêt pour le cycle itératif suivant. Dans le programme éla- 
boré. l'itération suivante débute par le calcul de a* (2) d'après la formule (61) 
du ch. I et par la détermination des limites de l'arc déformé d'entrainement. 

Il est à remarquer une fois encore que toutes les opérations précitées ne 
doivent être exécutées que si l'inégalité (18) n’est pas remplic au point corres- 
pondant à la fin du cycle itératif. 

Lorsque cette dernière est remplie, on imprime les résultats des calculs 
relatifs à la section E; et on passe à la section suivante Ë;4,, — &; +— AË pour 
laquelle le cycle itératif décrit est exactement le même. On vérifie préalablement 
si cette nouvelle section n'est la dernière des sections considérées. 

Dans le cas où l’on calcule à pas fixe AË toutes les sections E; sur la longueur 
de la table du cylindre, on s’assure à chaque fois, en passant à la section suivante 


E;+3, que la condition 
Ei+1 > Go (22) 


est remplie (ici ë&, est la coordonnée du bord de la bande laminée). 

Lorsque la condition (22) n'est pas remplie, cela signifie que la section 
considérée est située en dehors de la bande laminée. Pour les sections 0 < £ < £o 
on calcule les valeurs & (£) et y,h (£’), la déformation u,, (6) étant supposée 
nulle. Les valeurs de y,;n et s. sont constantes. 

Dans ce cas, la méthode de calcul de la flexion de l’axe du cylindre d'appui 
Vap (&’) reste la même; par contre, la valeur 6 (£) se calcule en tenant compte 
des valeurs nulles de la charge p (8) et + (0) sur les arcs Z et 71. 

Lorsqu'on calcule les sections 0 < £ < &, et qu’on imprime les résultats, 
on doit toujours veiller à la condition & < 0 qui, une fois remplie, met fin 
au programme. Les résultats sont ensuite imprimés pour la section E = 0 
correspondant au bord de la table du cylindre. 

Le programme réalisant l'algorithme décrit a été subdivisé en blocs selon 
la fig. 10. Une telle conception permet de préciser et de généraliser les solutions 
relatives à certains éléments constitutifs en refaisant ou en changeant quelques 
blocs sans modifier radicalement la structure du programme (voir par exemple 
ch. VII, p. 3). La description du programme de calcul des principaux paramètres 
de laminage des bandes minces est donnée dans l'ouvrage (47, pages 7 et 20]. 
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2. Quelques notions sur la méthode de calcul sur 
calculateur électronique des principaux paramètres 
des laminoirs et du laminage des tôles minces 


Le modèle mathématique du processus de laminage des tôles 
minces permet de déterminer : les contraintes de contact surgissant 
dans le foyer de déformation et dans les zones de contact élastique 
des cylindres; la surface réelle de contact du métal laminé avec le 
cylindre de travail; les paramètres énergétiques du processus et la 
vitesse de laminage ; les dimensions de la bande laminée et les épures 
de la pression inter-cylindres. Au terme du calcul on obtient, dans 
la dernière section considérée £ = E,, la valeur de la pression totale 
du métal sur les cylindres, le couple de laminage, ainsi que d’autres 
valeurs intégrales caractérisant les paramètres énergétiques. Par 
contre, les contraintes normales et tangentielles de contact, la com- 
pression élastique dans le foyer de déformation et dans les zones de 
contact des cylindres, la flexion des cylindres, les épures de la pres- 
sion inter-cylindres, la position de la section neutre,‘1l’épaisseur de la 
bande et d’autres valeurs sont calculées pour chaque section E;. 

Dans le but de déterminer la surface réelle de contact du métal 
avec le cylindre, on fixe sur la longueur de l’arc déformé d'entraïîne- 
ment l'intervalle d’'angles À, < 8 < A, où A, est déterminé par 
la formule 

À, = arcsin (aÿ — hf) 


et À, est choisi en tenant compte du rétablissement élastique de la 
bande à la sortie des cylindres (angle (&, + Y:)< A2). On peut admet- 
tre À, = 92 à 93°. 

Pour établir les épures de la pression inter-cylindres et du rappro- 
chement des axes des cylindres en dehors des bords de la bande, 
on se sert de l'indice de la section calculée E, << Ë,, distante d'un 
multiple de AË du bord de la bande. Dans ce cas, on calcule toutes 
les sections à partir de ë — 0,5, et dès qu’on atteint la section ë, 
donnée, on arrête les calculs. Ici 0 < E, < E,. Dans le cas général, 
la section ë — 0 correspondant au bord de la table du cylindre est 
considérée comme la dernière. 

Tous les calculs doivent être effectués en valeurs réelles. Dans 
certains cas, par exemple lors de l’analyse des phénomènes se pro- 
duisant dans le foyer de déformation indépendamment du laminoir 
considéré, on emploie des valeurs sans dimension. Pour cela, avant 
d'imprimer les résultats, il suffit de poser À,, — 1; 2t,;,,, = 1 
et B = 1, en tenant compte du fait que les valeurs utilisées dans le 
calcul sont à dimensions (l’état de fonctionnement principal du mo- 
dèle). 

Les calculs exécutés sur la base du modèle mathématique per- 
mettent de définir les valeurs inférieure et supérieure de la pression 
du métal sur les cylindres, la valeur du couple de laminage et des 
autres paramètres énergétiques de laminage. 
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Pour déterminer la valeur inférieure des paramètres énergétiques 
du processus de laminage on résout le problème de l'équilibre élasti- 
que de l'anneau circulaire (ch. X, p. 1) en se plaçant dans l’hypo- 
thèse d'un état de contrainte plan des cylindres, c’est-à-dire on cal- 


, « J—v « Q . e 
cule x d'après la formule x — 1. (où v est le coefficient de Pois- 


son). La valeur supérieure est obtenue en supposant aux cylindres 
un état de déformation plane, de sorte qu'on calcule x par la formule 
x = 3 — 4v. Dans ce cas, les valeurs réelles de la charge doivent être 
comprises entre les valeurs inférieure et supérieure. 

Les données initiales sont introduites dans le programme en 
valeurs à dimensions. On peut classer ces données en 3 groupes 
(fig. 11): 

1. Les paramètres constants déterminés par les propriétés du 
matériau de la bande laminée et par les caractéristiques technolo- 
giques et constructives du laminoir examiné. 

2. Les paramètres variables, déterminés par les conditions de 
laminage (fixation des cylindres avant le laminage, tension avant 
et arrière de la bande, coefficient de frottement et vitesse de lami- 
nage). 

9. Les paramètres caractérisant le schéma du calcul de laminage 
(les cylindres menants dans le système quarto, le pas A Ë avec lequel 
on calcule les sections E;, la section E, qui est considérée comme 
correspondant au bord de la bande, et la section E, comme la derniè- 
re, l'étendue de la zone de déformation difficile /,, l'hypothèse de 
l'état de contrainte et de déformation des cylindres). 

Dans l'analyse du laminage des bandes minces sur un laminoir 
donné, il convient d'employer les données expérimentales concernant 
certains aspects du processus lui-mème et de la construction du lami- 
noir. Dans ce cas, on introduit les valeurs expérimentales dans Îles 
formules appropriées du modèle mathématique, sans faire intervenir 
les blocs du programme où ces valeurs sont déterminées par le calcul. 

Les calculs faits sur calculateur numérique peuvent être répartis 
en 4 groupes (fig. 11): 

1. Les contraintes de contact et les paramètres caractérisant la 
surface déformée du cylindre. 

2. Les paramètres énergétiques et la vitesse de laminage. 

3. Les déformations élastiques de l'emprise et des autres élé- 
ments de la cage. 

4. Les paramètres dimensionnels de la bande laminée et les 
surfaces de contact. 

Tous les résultats relatifs à chaque section £&; sur la longueur de 
la table du cylindre sont acheminés vers l'imprimante. Outre les 
résultats des calculs on imprime toutes les données initiales intro- 
duites dans le programme. 

Le premier groupe réunit toutes les valeurs calculées pour chaque 
point 6; de l’arc d'entraînement et de la zone de contact du cylindre 
de travail avec le cylindre d'appui, les calculs étant effectués pour 
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Cytindres menants 


Fixage des 


Bande cylindres s du laminoir 
Coefficient de és PE calcul 
frottement y x x D-4 0 
Cytinares 


Prise en compte de la 
zone de deformatisr 
difficile 


Tension 
arriere q 


Patiers a 
film huile 


(PFH) Début 4,. fin 42 de 
la détermination 


de Up (8) 


Jension 
avant q» 


Dispositif de 
serrageet bâti Vitesse de Sections calculées 
de la cage laminage v Éprbrs 4Ë 


Paramètres dy 
schema de calcui 


Paramètres Parametres 
constants variables 


DONNEES INITIALES 


Modèle mathématique 


Resultats des calculs 


Contraintes Déformations Dimensions 
de contact elcstiques de dela bande 
et surface l'emprise et des | deg surface 
deformee du autres elements de contact 
cylindre de la cage 


Paramètres 


énergétiques 


Fig. 11. Méthode de calcul des paramètres énergétiques du Jlaminage des 
bandes minces sur l'ordinateur 


toutes les sections E&; sur la longueur de la table du cylindre. Pour 
la section Ë; on obtient les paramètres énergétiques rapportés à la 
largeur B de la bande laminée. 

Remarquons que le couple de laminage peut être déterminé, poür 
un cylindre, à condition deconnaître la loi de répartition des contrain- 


5; 


tes tangentielles sur l'arc d'entraînement. Dans ce cas, le couple 
de laminage orienté en sens inverse des aiguilles d'une montre est 
affecté du signe plus. 

Le levier de la résultante de 
la pression du métal sur les cy- 
lindres se détermine comme suit 
(fig. 12): 


== El 


8, = arccos 6, (24) 
lorsque R;, = 1, et 


(23) 


d'où 


: . | Yi] 97 
Fig. 12. Détermination du cocfficient Do == —_———— (2) 
de levier de la résultante de la pres- VXS- NY 

sion du métal sur les cylindres La connaissance des angles 6, 


et 06. permet de déterminer le 
point d'application 8. de Ja résultante de la pression du métal 
sur les cylindres. On a: 
6, — 0, + 6., lorsque X, >> 0; 
8, = 0, — 6., lorsque X, < 0; C;, < 0; 
8: = 180° — (6, + 6:), lorsque Xi, <0; C1 >0. 


Alors le coefficient du levier de la pression résultante du métal 
sur les cylindres se calcule d’après la formule 


À RTE er PRET (26) 


TETE CE TI 
Dans le modèle mathématique la valeur ÿ, se calcule selon la 
formule 


+0, 
RS = . (27) 
5 — (21 — 65) 


L'avancement est donné par la formule 


0] 


le (On) cos (5-00) 
hay --Y1) 
qui est déduite de la condition de constance du volume de metal 

laminé par seconde : 


h (Bn)Un cos (5-0) — hi (œy + yi)eva. 


S = + 1, (2S) 


On peut également déterminer, conformément au programme, le 
travail À zm et la puissance de laminage W,M, le couplestatique Ce 
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et ses composantes (couple des forces supplémentaires de frottement 
C;, et couple de marche à vide C».,. d'après les formules [37, 74]. 

Le programme permet d'effectuer des recherches sur les déforma- 
tions élastiques de l'emprise et des autres éléments de la cage. Il 
permet également d'analyser la zone de contact du cylindre avec 
la bande laminée et d'évaluer l'influence des conditions de laminage 
sur la valeur de la surface de contact. 


3. Sur la convergence du processus itératif lors 
de la résolution numérique du modèle 
mathématique du laminage 


Examinons le processus itératif sur l’exemple du laminage à froid de l'acier 
08 Kkn dans la première cage du laminoir 1700 (487 X 1300 X 1700 mm): 
H, = 4,0 mm, € = 36,5% (H, — 2,54 mm), la tension arrière q, = U. la 
tension avant gs — 0,18-2t;,,.le coefficient moyen de frottement sur l'arc 
d'entraînement nu — 0,07. La limite de fluage 0}, (e) est donnée sous forme de 
tableau dressé dans les limites de l'arc d'entraînement, à partir de la courbe 
expérimentale 067, — 6, (e). La précision retenue est de 5%. 

On ne considère dans le calcul que les déformations élastiques de l'emprise, 
la déformation des autres éléments de la cage est supposée compensée par les 
vis de serrage. On intègre l'équation de laminage sans tenir compte de la zone 
de déformation difficile. 

Les calculs indiquant la convergence du processus itératif pour les valeurs 
de la pression spécifique sur l’arc d'entraînement sont représentées sur la fig. 13 
(pour ne pas trop encombrer le dessin, on n'a choisi que quelques itérations). 
Dans le premier cycle itératif, on intègre l'équation de laminage dans Île cas 
de cylindres non déformés (admettant un cercle pour surface) avec H, — 4.0) min, 
I: — 0,5 mm, € = 87,5 %. np — 0.07. 

Les pressions spécifiques élevées de la première itération laissent présager 
de grandes valeurs pour les déformations élastiques d’un jeu des cylindres, ce 
qui est confirmé dans la deuxième approximation où les pressions spécifiques 
sont relativement faibles. Les deux premiers cycles itératifs déterminent les 
limites des approximations suivantes. De plus, les pressions spécifiques corres- 
pondant aux itérations impaires sont situées à gauche de la valeur recherchée 
et celles correspondant aux itérations paires à droite. En définitive, la diffé- 
rence entre la 13ème et la 14-ème itération n'excède pas la precision de 5 % 
choisie. On arrête donc les calculs à la 14-émec itération, puis on imprime toutes 
les informations recueillies. 

De l'examen de la fig. 13 il ressort que dans la plupart des itérations la 
valeur de la pression spécifique est constante au point de l'arc d'entrainement 
où commence à se manifester la réaction élastique de la bande (condition dh -- U), 
ce qui se trouve en contradiction avec Île caractère même de la déformation 
vu la différence des réductions &. Notons que les dernières observations sont 
valables dans le cas où o/, (e) est donné sous forme de tableau dans l'intervalle 
(0 à 36.5 %) et pas dans (0 à 87,5 %). comme il fallait s'y attendre, compte tenu 
de la position réelle des cylindres avant le calcul. Unetelle donnée de 4;,(e) 
diminue le nombre d'itérations au moins de deux fois sans nullement affecter 
les résultats des calculs. 

La fig. 14 représente les courbes donnant la variation des valeurs de< défor- 
mations élastiques de l'emprise en fonction du numéro d'itération *). On voit 
que les graphiques représentant la variation des composantes de la défurmation 
élastique de l'emprise sont analogues aux courbes d’oscillations amorties admet- 
tant pour enveloppes les fonctions exponentielles y — +4 -e-a* dont l'utilisa- 


*) Pour l'accélération de la convergence du processus itératif lors de la 
détermination de l'arc de contact, voir également ch. V, p. 5. 
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tion diminue le nombre d’itérations. Montrons-le sur l'exemple de l'enveloppe 
supérieure de la courbe (fig. 14,b), Celle-ci peut être exprimée par l'équation 


U—= Ysup-r Aceran, (29) 


où Yu), est la Valeur de la déformation élastique vers laquelle tend l'équation (29): 
A, l'amplitude maximale des oscillations ; 


P, MN/m2(kgf/mm Ë) 


7200 (120) 


7000(100) 


800 (80) 


600 (60) 


400 (40) 


200 (20) 


Fig. 13. Variation des épures de la pression spécifique p sur la longueur 
de l’arc d'entraînement en fonction du rang des itérations:; les chiffres des courbes 
correspondent au rang de l'itération 


n— 1.2. 5..... la suite des itérations impaires. 
D'autre part, À peut s’écrire 


A = 0 —Yxu ps (30) 
où ÿo est la valeur maximale de la déformation élastique dans les itérations 
impaires (# =: Ô). 
En utilisant les équations (29), (30) ainsi que les valeurs y, et y, (fig. 14,b) 
déterminées par le calcul, on compose le système d'équations 


Ya = Ysup 5 (Yo — Ysu p}°e0" Ya = Yeup À (Yo — su p)reTia, (31) 


où ea est la valeur cherchée. Elle est tirée de la relation 


Yo — Ysu l 


CTO = ———— |. 
ÿ1 SE Yxup 


(32) 


En portant e-® dans la première équation du système (31) on détermine ysu p 


UT -— Yo Ye .. 
Hi Your, 33 
21 — Yo — y» 7 


Ysu p — 


J 5 7 2 HN 13 
Reng d'iteration 


1 TJ 5 7 9 NN 1/3 
Rang d'’iteration 


Fig. 14. Variation des déformations élastiques des cylindres d’après Îles 
g  elastiq À p 
cycles itératifs: 


a — rapprochement des axes des cylindres de travail ct d'appui (5); b— flexion yap (°) 
du cylindre d'appui: ec — déformation élastique radiale du cylindre de travail en contact 
avec la bande en un point de l'arc d'entrainement (sur la ligne de centres des cylindres) 


On obtient une expression analogue pour l'enveloppe inférieure: 


(ui) — Yo y: (34) 


WU: 5 " ‘74 
CLÉ THEN TA 


Etant donné que l'équation (29) ne décrit pas très exactement le caractère 
Lé Q e La e e e Q L] ® e. Ld e 
réel des variations des déformations élastiques de l'emprise d'après les itérations, 
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nous définirons la déformation élastique vers laquelle converge le processus 
itératif à partir de l'équation 
Ysup 1 Yinf 
Yx ss —: 


es 


(35) 


On mène les calculs de la manière suivante. On interrompt le processus 
itératif après les six premières approximations. Ensuite, on calcule, d’après 
la formule (35), la déformation élastique du cylindre de travail en chaque point 
de l’arc d'entraînement, le rapprochement des axes des cylindres et la flexion 
du cylindre d'appui (ainsi que les déformations élastiques des autres éléments 
de la cage et le déplacement de l’axe du cylindre d'appui dans le palier à film 
d'huile) ces valeurs devant être les points de convergence du processus itératif. 

Dans les approximations suivantes (qui seront au nombre de deux eu davan- 
tage, selon la précision requise), on précise les valeurs obtenues des déformations 
élastiques, on vérifie les conditions de convergence du processus itératif et on 
calcule (en les faisant imprimer) les valeurs qui nous intéressent. 

Remarquons en conclusion que dans le cas général il est préférable d'utiliser 
les méthodes spéciales qui assurent la meilleure convergence des processus 
itératifs (par exemple 175). Ainsi, lorsque le processus est divergent ou le rayon 
de convergence très petit, il est possible de transformer intégralement le systeme 
pour le mettre sous une forme assurant la convergence du processus itératif. 

Cependant, en pratique, comme le montrent les travaux de Smirnav et de 
Grigoriev (76]. malgré l'existence de critères de convergence et de méthode 
d'estimations de la vitesse du processus itératif, on doit faire appel aux calculs 
d'essai. L'ouvrage suscité renferme des suggestions utiles sur la manière de 
conduire le calcul par itérations lorsqu'on a à résoudre des problèmes concernant 
le traitement des métaux par la pression. 


4. Comparaison des données du calcul et 
des données expérimentales 


Tout d’abord on a calculé, en vertu du programme élaboré et en prenant 
les mêmes paramètres que dans l'ouvrage [70], le laminage de l'acier OSkn dans 
la première ca du laminoir 1 200 à cinq cages du Combinat métallurgique 
de Magnitogorsk. La variation de o;, sur l’arc d'entrainement a été suppusée 
linéaire (les valeurs de la limite de fluage ont été représentées sous forme d’un 
tableau de 20 points, puis interpolées). L'arc d'entraînement a été remplacé 
par une corde. Les surfaces des épures de la pression spécifique ont accuse une 

ifférence de 2 % (fig. 15, courbes 5 et 6). En outre, on a examiné le même cas 
de laminage se donnant 6,,, sous forme de tableau dressé avec un pas de 0,05/,, 
d'après la courbe expérimentale de Ja variation de 6;,, de 220 
(22,0) à 485 MAN/m? (48,5 kgf/mm*). Cette fonction a Eté également 
interpolée (fig. 15, courbe 1 et 4). Les résultats du calcul ont été 
comparés avec la solution analytique de Tretiakov [70], où o;,;, va- 
rie paraboliquement de 230 (23,0) à 475 MAN/m° (47.5 kgf/mm®) (fig. 15, 
courbe 3). La différence entre les surfaces des épures de la pression spécifique 
s’est montée à 10 % . Dans Îc cas d’une variation linéaire de o;7, en fonction 
de l'épaisseur de la bande [0;,, = 6;10 + n-h* (6)], on a enregistré une disper- 
sion de 3 % seulement (fig. 15, courbes 3 et 4). 11 en résulte que l'intégration 
numérique de l'équation de laminage fournit une assez haute précision par 
rapport aux résultats des calculs analytiques. 

La réduction du pas d'intégration a pour effet d'augmenter la précision 
du calcul. Cependant, dans les cas pratiques de laminage à froid des tôles minces, 
la différence entre la valeur moyenne de la pression spécifique p,, calculée avec 
un pas d'intégration de 0,05/, et de 0,0025/, n'excède pas 2 %, tandis que le 
temps de calcul s’accroit d'environ 20 fois. La réduction du pas d'intégration 
n'influence pratiquement pas les résultats des calculs, et lorsque le pas choisi 
est de 0,0005!, le processus itératif devient instable. 
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On a comparé les données des calculs avec les résultats des expériences 
faites sur un laminoir quarto 500 [39] dont les échantillons étaient des plaques 
en acier (Cr. 3) et en aluminium de 800 mm de longueur chacune. Les échantil- 
lons et les cylindres ont été tenus propres et secs (on les a essuyés avec de l’acétone 
avant chaque passe). 

Dans les calculs, le coefficient de frottement a été supposé constant et égal 
à u — 0,1. Les modules d'élasticité des matériaux des cylindres d'appui et de 


2, MN/rm2{Kgf/mrÈ) 


00/7) 

600(60) 

S00(5Q) 
Ô fi. 

#00(40) MNyrre 
(xg/} mm) 
500 

J00(50) (50) 

200(20) 40) 
300 

400(10) (30) 
200 
(20) 


Fig. 15. Epures des pressions spécifiques dans le laminage de l'acier 
O8kn dans un laminoir quarto 1200 à cinq cages du Combinat métallurgique 
de Magnitogorsk : 

1 — lorsque O}i est représenté sous la forme d'un tableau dressé d'après la courbe expéri- 


mentale dans le cas d'une intégration suivant un cercle : 2 — idem dans le cas d’une intégra- 
tion suivant une corde : 3 — d’après les résultats de A. V. Trétiakov [70] si o y varie parabo- 


liquement et si l'arc d'entraïlnement est représenté par une corde ; 4 — si Ofi varie linéaire- 


ment en fonction de H (8), l'intégration s’opérant suivant une corde; 5 — en vertu des 
résultats de A. V. Trétiakov (701 si © , varie linéairement et l'arc d'entraînement est reprt- 


senté par une corde : 6 — idem, l'intégration étant numérique ; 1°, 2”, 4’. 6’ — courbes corres- 
pondant respectivement aux courbes 1, 2, 4. 6 et exprimant les lois adoptées de variation de 
UT sur la longueur de l'arc d'entraînement. 


travail ont été supposés tous égaux à E}, = Esp = 2,20 GN/m° (2,2-103kgf/mm®) 
et les coefficients de Poisson v,, — Vyp — 0,28. Pour l'acier Cr. 3 le module 
d’élasticité choisi était de E — 200 ÉN/m® (2,0-104 kgf/mm®) et pour l'alumi- 
nium Ey = 70 GN/m°? (0,7-101 kgf/mm®). 

La loi de durcissement du matériau dans le foyer de déformation a été 
représentée par la fonction 6;y, = 0/10 + 3,4-e°.60 [70] pour les échantillons 
en acier (07/9 —300 MN/m° (40 kgf/mm®)) ; pour l'aluminium la variation de la 
limite de fluage dans la zone de déformation a été exprimée sous forme d’un 
tableau dressé à partir de la courbe expérimentale o;;e — 0ÿ; (e), en repérant 
20 points, avec un pas Ae sur la longueur de l'arc d'entraînement. Cela a permis 
de contrôler le bon fonctionnement des blocs représentant la fonction o;, (0). 
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Les calculs ont été effectués en tenant compte des facteurs tels que la flexion 
du cylindre d'appui, le rapprochement des axes des cylindres, la compression 
élastique des cylindres de travail due au contact avec la bande et le rétablisse- 
ment élastique de la bande à la sortie des cylindres, les déformations élastiques 
des autres éléments de la cage ayant été négligées. 

La distance AE entre les sections calculées sur la largeur de la bande a été 
choisie de façon à faire coïncider ces sections avec la position des dynamomètres 
de compression destinés à mesurer la pression spécifique [39]. La dernière 
section considérée correspond au bord de la bande. On a supposé /, nul. 

La fig. 16 présente les épures de la pression spécifique sur la longueur de 
l'arc d'entrainement, établies à la base des calculs et les épures expérimentales 


RMN/mÈ(kef/mrri?) 


600(60) 


400(40) 


Fig. 16. Comparaison des épures calculées (7 : 11, — 2,46 mm, e = 15,4 %; 
B == 380 mm) avec les épures expérimentales (2: H, == 2,46 mm; € — 16,2: 
8 = 380 mm) de la pression spécilique dans Île laminage à froid de l'acier Cr. 3 


obtenues d'après la méthode [39] sur un laminoir quarto 500 (205/360 X 500 mm). 
Quand on a analvsé la forme des oscillogrammes expérimentales on s'est basé 
sur le fait que la cheville du dynamomètre devient sensible à la pression dès 
que son premier point touche la surface de la bande à l'entrée des cylindres et 
cesse de l'être lorsque son dernier point se détache du métal à la sortie des cylin- 
dres. La comparaison des épures de la pression spécifique montre que les courbes 
expérimentales concordent avec les courbes calculées aussi bien en ce qui concerne 
leur forme que la longueur de l'arc d'entraînement. 

Le tableau 1 donne les valeurs calculées et les valeurs expérimentales de la 
pression totale duc à l’action du métal sur les cylindres ainsi que les longueurs 
de l'arc d'entraînement propres aux différentes sections prises sur la largeur 
de la bande laminée. Les écarts entre les données obtenues par l'expérience et 
par le calcul n’excèdent pas 15 % pour la pression totale et 10 % pour la longueur 
de l’arc d'entraînement. 

Les comparaisons des données *) permettent de constater que le modèle 
mathématique du laminage des bandes minces, son algorithme de solution numé- 
rique et le programme se prêtent parfaitement à une étude sur calculateur élec- 
tronique. La résolution numérique du modéle mathématique de laminage des 
TN minces sur calculateur fait également l'objet des travaux [39 ; 47, pages 7 
et 201. 


*) Voir également ch. X, p. 4. 
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Tableau 1 


Comparaison des données obtenues par l'expérience et par le 
calcul dans le laminage à froid sans tension de l’acier dans 


un Jaminoir quarto (203/360 X 500 ox 1) 


nan Ii, Ha, B. 
c la er, % 

bande mm mm mm 
.54 

Acier 3,98 SA. SA 400 
Cr. 3 3,64 | 5,60 
3,66 | 8,50 

Aci 1 (X 

LEE 4,00 Ge | 8.50 | “* 

Acier 2.60 | 2:28 | 123 | 380 
Cr. 3 ù 2,26 | 13,1 
2.06 | 16.2 

Acier [2.46 | 2% || 380 
Cr. 3 2,08 | 15,4 
4,90 | 15,0 
Alumi- 5,76 —= | —— 
nium 4,90 | 15,0 


Projection horizontale 
de l'arc d'entrainement 


point 
médian 


100 
mm 


1 
de 


ni 
En 
OC 
en 


CS | 
oO 


Le) n Ed el 1 =) 
CE El ITS 1 


C2 2 
(= 
. 

es, 
LL "2 
=) 


Les) 


OC =) 
Lier 


OC 
Us 


90 
O0 


“1 


=) 
tn 


co 


[LA 


Pression du 
métal sur les 


cylindres, 
200 MAN (41) 
mini 
| 
1.42 (142.0 
8,11 = 


7,8 | 1.55 (155.0) 


8,23 | 1.321 (132,1) 


1.23 (123.0) 
1.424 (142,4) 
1.48 (148.0) 
1.465 (146.5) 
0,31 (31.0) 
0,30 (30,0) 


Nota: Le numérateur correspond aux données exiérimentales, le dénominateur à celles 


obtenues jar le calcuk. 


CHAPITRE 111 


ÉTUDE DU FOYER DE DÉFORMATION DANS 
LE LAMINAGE À FROID À L'AIDE 
D'UN CALCULATEUR ÉLECTRONIQUE 


Bien que l'étude analytique et expérimentale du foyer de défor- 
mation occupe une place importante dans les travaux des spécialistes 
soviétiques et étrangers, il nous apparaît intéressant de mettre en 
évidence quelques particularités de la variation des contraintes de 
contact dans le foyer de déformation et de la longueur de l’arc d'’en- 
traînement lors du laminage à froid de l'acier. Il est tout d’abord 
nécessaire d'évaluer l'influence exercée sur les paramètres cités par 
la compression élastique des cylindres et par le rétablissement élasti- 
que de la bande à la sortie du foyer de déformation ; de plus, il faut 
examiner de quelle façon la zone de déformation difficile et les au- 
tres facteurs agissent sur ces paramètres. 


1. Quelques particularités du foyer de déformation 
dues à la compression élastique des cylindres et 
au rétablissement élastique de la bande mince 


L'attention toute spéciale qui est manifestée à l'étude des con- 
traintes de contact dans le laminage s'explique par le fait que la 
connaissance de leurs lois de variation en fonction des conditions de 
laminage et leur calcul exact constituent la base de la théorie moder- 
ne du laminage. Les résultats fondamentaux en la matière sont 
obtenus dans les travaux de Tselikov A. I. (37, 38], de Tchekma- 
rev À. P. {[53, page 31], de Pavlov I. M. [79, 80], de Smirnov V.S. 
[81 ; 53, page 132], de Severdenko V. P. [83, 84], de Korolev A. A. 
[85-87].de Tarnovski I. I. [50, 88, 89] et dans les travaux des auteurs 
étrangers (voir par exemple [40, 90-92]). 

L'étude du foyer de déformation sur calculateur « MINSK-22 » 
et la plupart des calculs des paramètres énergétiques (voir ch. IV) 
ont été faits dans le cas du laminage à froid d’un acier inoxydable 
et d’un acier à bas carbone. On a employé, selon Tretiakov A. V. 
[70], les formules permettant de déterminer 6,4 : 
pour l'acier inoxydable (de la marque X18H9) : 


Ou, = 590 + 2,502 kgf/mm*; 
pour l'acier à bas carbone (08 Kn) : 
On, = 23 + 3,46-e0-60 kaf/mm?. 


C'est en comparant les contraintes de contact dans le foyer de 
déformation et’ les paramètres énergétiques respectivement pour 
l’acier au carbone et l'acier inoxydable à durcissement intensif, 
qu'on peut se rendre compte de l’influence du durcissement du métal. 
de la déformation élastique des cylindres et du rétablissement élasti- 
que de la bande à la sortie de l'emprise. Les calculs ont été faits 
avec Ey, — 200 GN/m° (2,0-10*% kgf/mm?); E;,, — 220 GN/m° 
(2.2-10% kgf/mm*); v,, = 0,28; le rayon du trou axial À dans les 
cylindres de travail a été supposé égal à 0. 

Les études sur calculateur (dans le but d'intégrer l’équation de 
laminage sur les surfaces réelles déformées des cylindres en tenant 
compte du caractère réel de la variation de ©6,, du matériau de la 
bande dans le foyer de déformation) ont montré que les variations 
des contraintes de contact lors du laminage à froid des bandes minces 
obéissent à la théorie du laminage (137, 79; 81; 53; page 11] (par 
exemple, les fig. 17 et 18). C’est pourquoi dans la suite de l'exposé 
nous n'’allons considérer quie quelques particularités de la zone de 
déformation liées en premier lieu à la déformation élastique des 
cylindres et au rétablissement élastique de la bande à la sortie des 
cylindres. 

Examinons les traits spécifiques du foyer de déformation sur 
l'exemple du laminage à froid de bandes minces en acier inoxydable, 
en acier au carbone et en aluminium pur (99,5 %) dans des cylindres 
de D,, = 500 mm. Les relations traduisant la variation du durcis- 
sement du métal en fonction de la compression relative [o;, = 
— 6}, (e)] ont été représentées sous forme de tableaux établis à la 
base des données expérimentales [69, 70] *). Les calculs ont été 
faits avec qg, = ge = 0, u = 0,08 et B = 1000 mm pour les régimes 
de laminage suivants: H, — 2,0 mm; H, — 1,4 mm (e — 30 %);: 
H, = 0,5 mm; H, = 0,35 mm (e — 30 %). Au cours des calculs 
dans chaque régime considéré, l'ouverture entre les cylindres a 
été maintenue constante; les cylindres rigides ont été fixés de 
façon à obtenir une épaisseur finale de la bande FH, égale à 1,4 et 
0.35 mm. 

Les épures obtenues par le calcul dans le cas d’un laminage avec 
une épaisseur initiale A, = 2,0 mm (!,/H,, = 9) sont représentées 
sur la fig. 19. Conformément aux prévisions, le laminage de l’acier 
inoxydable à durcissement intensif donne les plus grandes valeurs 
de déformation élastique radiale, ce qui peut être attribué aux pres- 
sions spécifiques importantes agissant dans le foyer de déformation 
(fig. 19,a). Dans le cas de l'aluminium la déformation élastique radia- 
le reste pratiquement nulle dans les limites de l’arc d'entraînement 
(fig. 19,c); la pression maximale est d'environ 200 AI{N/m° 
(20 kgf/mm*) tandis que dans le cas de l’acier inoxydable elle est de 
l'ordre de 2 GN/m* (200 kgf/mm”). 


*) Pour l’aluminium,on a pris E4 = 7,2-104 MN/m°? (0,72 X 104 kgf/mm?); 
Of = 0}, (e) — d'après l’ouvrage [70]. 
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Fig. 17. Influence de la réduction relative sur les contraintes de contact 
normales p (a) et tangentielles + (b) dans le foyer de déformation et sur les 
contraintes axiales q (c) de la bande dans le laminage à froid de l'acier inoxy- 

dable (H7R = 0,4-10-2; pu = 0,08; q = 2 = 0): 
1—8e— 40,2%, 2 — 38,5: 3 — 30,8: 4— 24,0: 3 — 16,3: 6 — 11,9 
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La déformation élastique élevée des cylindres lors du laminage 
de l’acier inoxydable entraîne une diminution sensible de la réduc- 
tion (on a obtenu H, = 1,506 mm au lieu de H. = 1,4 mm) et un 
accroissement de la longueur de l’arc d'entraînement. Cet accroisse- 
ment est dû essentiellement à l'allongement de la zone de déformation 


P, MN/mt(kgf/mm ?) Pl2T 


1000 (100) 
600 (60) 


200(20) 


9, MN/m£(kgf/mm À) 
600 (40) 


85 66 67 66 89 90  Bdegrés 


Fig. 18. Influence des tensions spécifiques avant q et arrière g, sur les 

contraintes de contact normales p (a) et tangentielles + (b) dans le foyer de 

déformation et sur les contraintes axiales de la bande g (c) dans le laminage à 
froid de l'acier au carbone (H,/R = 1,2.10-?; up = 0,08; e — 40 %): 


1—Q = =0,2—qg = 0,2; g = 0,8; s — = 0,8; qg: — 0,2 (les valeurs de gq, et 
2 SON exprimées'en fractions de la limite initiale de fluage (Te; So) du matériau de la bande 


laminée) 


plastique de la bande au-delà de la ligne de centre des cylindres (ceci 
a pour conséquence d'augmenter la pression totale du métal sur les 
cylindres). 

Il est intéressant de noter que la diminution du serrage de la bande 
(par suite de la déformation élastique des cylindres) n’a pratiquement 
pas influencé la pression spécifique maximale lors du laminage de 
l'acier inoxydable et de l'acier au carbone (fig. 19,a,b). Ce phéno- 
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Fig. 19. Influence de la compression élastique u (8) des cylindres et du 
h (8), sur les contraintes de contact p et t dans Île foyer de déformation et sur 
dans le laminage à froid de bandes (/, — 2,0 mm) en acier inoxydable (a) et en 

aux cylindres déformés et rigides, compte 
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rétablissement de la bande à la sortie des cylindres sur l'épaisseur de la bande 
la répartition de 2t,;,. du matériau de la bande le long de l’arc d'entraînement 
acier au carbone (b). Les indices « d » et «r» correspondent respectivement 
tenu du rétablissement élastique de la bande 
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Fig. 19 (suite). Idem pour l'aluminium (c) 
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mène est dû à l'influence accrue du frottement extérieur sur la pres- 
sion spécifique (par suite de l'allongement de l’arc d'entraînement). 
Dans ce cas l'influence du durcissement de la bande est secondaire, 
puisque la valeur de o;,(e) reste en principe la même (fig. 19,a, b) 
dans les limites de la portion allongée de l’arc d'entraînement au- 
delà de la ligne de centre des cylindres. Comme on peut le voir sur 
la fig. 19, la déformation élastique radiale des cylindres (dans les 
limites de l'arc d'entraînement) n’affecte pas quantitativement le 
caractère de répartition des contraintes de contact, la limite de flua- 
ge du matériau et l'épaisseur de la bande sur l’étendue de la zone 
de déformation. Les courbes traduisant la variation de ces paramètres 
sur la longueur de l'arc d'entraînement ont la même allure tant pour 
des cylindres déformés que pour des cylindres rigides; en particulier, 
les courbes 2+t.;s et (6) n’ont pas de point d’inflexion correspon- 
dant à la flexion de la surface du cylindre provoquée par la défor- 
mation élastique radiale de ce dernier. Donc, il semble logique 
de remplacer la surface réelle déformée du cylindre (surface à cour- 
bure négative) dans le foyer de déformation par un arc de circonfé- 
rence correspondant à la surface du cylindre rigide, dont la courbure 
est positive, de sorte que la pression totale du métal sur les cylindres 
reste inchangée (comme dans le cas du cylindre déformé). On re- 
trouverait ainsi l'hypothèse de Hitchcock [94], en vertu de laquelle 
la surface réelle du cylindre peut être assimilée dans le foyer de 
déformation à un arc de circonférence dont le rayon est supérieur 
à celui du cylindre rigide. 

Le problème d'approximation de la surface du cylindre déformé 
a été résolu de la manière suivante. En partant de la valeur initiale 
(D,, = 500 mm) on a progressivement augmenté le diamètre (en lui 
attribuant les valeurs D,, — 550, 600, 650 mm, etc.) jusqu'à obtenir 
(les autres paramètres étant constants) une pression du métal caracté- 
ristique du laminage dans les cylindres déformés (la précision des 
calculs était de 4 %). L'épaisseur de la bande 77, à la sortie des cy- 
lindres a été supposée égale à celle obtenue dans le laminage dans des 
cylindres déformés. En définitive on a établi que les conditions 
mentionnées plus haut étaient remplies par des cylindres ayant un 
diamètre D,, de 900, 700 et 550 mm dans le laminage respectivement 
de l'acier inoxydable, de l'acier au carbone de l'aluminium (ta- 
bleau 2). En outre on n’a pratiquement observé aucune différence dans 
le tracé des épures des contraintes normales et tangentielles ainsi que 
dans la variation de l'épaisseur dans la zone de déformation par 
rapport aux valeurs respectives obtenues en cas de cylindres défor- 
més (fig. 19,a) *). Il est important de noter la bonne coïncidence des 
valeurs de l'angle neutre (contrairement au laminage dans les cy- 


*) Les valeurs données sur la fig. 19, a ont été calculées, pour une va- 
leur fixe du diamètre du cylindre rigide (D,, = 900 mm), en admettant que la 
ligne de centre des cylindres de ce diamètre coïncide avec la frontière de la 
ze ce déformation plastique de la bande (4H (6) = 0) en cas de cylindres 

éformés. 
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Fig. 20. Influence de la compression élastique u, (8) des cylindres et du 
h (0), sur les contraintes de contact p et + dans le foyer de déformation et sur 


72 


dans le laminage à froid de bandes (77, = 0,5 mm) 
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rétablissement de la bande à la sortie des cylindres sur l'épaisseur de la bande 
la répartition de 21,3, , du matériau de la bande le long de l'arc d'entrainement 
en aluminium (a) et en acier au carbone (b) 
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Fig. 20 (suite). Idem pour l'acier inoxydable {(c) 


lindres rigides où la valeur de l’angle neutre est sensiblement supé- 
rieure). 

Examinons maintenant les résultats des calculs relatifs au lami- 
nage de bandes plus minces (4, = 0,5 mm), lorsque le rapport 
L/Hm est compris entre 13 et 25 (fig. 20). Signalons une fois encore 
que l’accroissement de la rigidité de la bande (lorsque le fixage des 
cylindres et l’épaisseur initiale de la bande restent constants) entrai- 
ne une augmentation brusque de la pression spécifique dans le foyer 
de déformation et, par conséquent, une augmentation de la défor- 
mation élastique des cylindres et de l'épaisseur de la bande. 


Tableau 2 
elques {paramètres du laminage à froid de bandes minces 


obtenus sur calculateur (numérateur) à l’aide de la solution 
de Hitchcock [38] (dénominateur) 


Epals- | Epai Di or 
a pais- | 2 cauc- a- gucur Pression 
Matériau [initie | feu | Uon nes | Rétataurdes | mare |, *)| spécifique 
dela |jede | dela |rela |lindre cylindres P, | d'en- | “He | P,.. MN/m? 
de Hi, |pemml e% | ver | NON ES (Rgf/mm?) 

mm Le mm 
900 120,47 (2047)| 16,7 1220 (122) 
. 2,0 11,51 | 24,5! 55 [20-01 091)| 16.8 | °° | 124012) 
dable 0.5 lo.42 | 46.0 2500 | 23,95 (2395) | 11,7 95 0 2050 (205) 
d ; * | 6282 | 43,84 (4384)| 21,6 | 2020 (202) 
700 | 9,45 (945) | 415,2 622 (62,2) 
A n 2,0 11,8 | 289 |5> 8,97 (897) | 14,6 8,9 613 (61,3) 
carbone 4000 | 7,11 (711) | 8,1 872 (87,2) 
0,5 10,89 | 2,0 TS | oz uo | 9,88 | 8°0 | 2060 406) 
550 | 1,83 (183) | 13,2 138 (13,8) 
Alumi- 2,0 11,4 | 28,5 | 5x 1,77 (177) 12,9 NT 7 (13,7) 
nium 600 | 1,13(113) | 6,26 181 (18,1) 
0,5 10,575! 25,0 606 | 1,21 (121) | 6,48 18 186 (18,6) 


*) Dans le calcul de LH on s'est scrvi des valeurs de |! a °btenucs à l’aide d’un 
calculateur. 


Lors du laminage d’une bande en aluminium on a observé une 
faible déformation élastique radiale du cylindre; l'allongement 
de l’arc d'entraînement est dû dans ce cas au rétablissement élastique 
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de la bande “) (fig. 20,a). L'effet de diminution de la réduction (par 
suite de la déformation élastique des cylindres) peut être plus impor- 
tant que celui du frottement extérieur, d’où il résulte que la pression 
spécifique maximale et la pression totale du métal sur les cylindres 
(effort de laminage), si ceux-ci sont déformés, deviennent plus 
petites que pour des cylindres rigides (fig. 20,a). 

Dans le laminage de l’acier au carbone, l’action de ces facteurs 
est pratiquement la même, et les pressions spécifiques maximales 
exercées sur les cylindres déformés et les cylindres rigides sont prati- 
quement égales (fig. 20,b). Cependant la pression totale exercée par 
la bande sur les cylindres déformés s’est accrue d'environ de 25 % 
en raison de l'allongement de la zone de déformation plastique de la 
bande au-delà de la ligne de centre des cylindres. 

Les valeurs élevées de la pression spécifique (la valeur maximale 
sur l’arc d'entraînement étant supérieure à 5000 MN/m? (500 kgf/mm®)) 
qui ont été obtenues par le calcul dans le laminage de l'acier inoxy- 
dable ont entraîné un accroissement sensible de la déformation élasti- 
que radiale des cylindres ainsi qu’une augmentation de l'étendue 
de l’arc d'entraînement et de l'épaisseur de la bande à la sortie 
des cylindres (au lieu de H, = 0,35 mm pour des cylindres rigides 
on a obtenu }H, = 0,42), fig. 20,c. Dans ce cas c’est le frottement 
extérieur qui exerce une influence prépondérante sur la pression 
spécifique, puisque l'étendue de la zone de déformation plastique 
de la bande augmente approximativement de 2 fois (par rapport 
aux cylindres rigides). Pour cette raison, le maximum de la pression 
spécifique s’est élevé de 1,5 fois et la pression totale du métal de plus 
de 2 fois malgré une baisse de la réduction relative de 2 fois 
(fig. 20,0). 

Dans le laminage d’une bande mince en acier inoxydable à des 
pressions spécifiques élevées (et lorsque Z,/H,, = 25) on a enregistré 
dans le foyer de déformation un épaississement local sur la 
portion correspondant à la flexion locale de la surface du cylindre 
(fig. 20,c) **). Cependant dans ce cas aussi on a pu remplacer la surface 
réelle déformée du cylindre par un arc de circonférence. On voit sur la 
fig. 20,c que lorsque D,, = 2500 mm, la valeur finale de l'épaisseur 
de la bande, la pression du métal sur les cylindres et l'angle neutre 
sont les mêmes que dans le cas de cylindres déformés. 

Vu que cette approximation s'applique à tous les cas considérés 
(fig. 19 et 20), on a essayé de déterminer le diamètre de cette circon- 
férence (du cylindre) en utilisant la solution de Hitchcock [38]. Pour 
ce faire on a intégré l'équation de laminage en tenant compte du 


*) Soulignons que dans le laminage d’une bande en aluminium, lorsque la 
déformation élastique des cylindres est petite, la zone de déformation plastique 
de la bande est pratiquement limitée par la ligne de centre des vlindre Les 
mêmes résultats ont été obtenus Drecédemment au cours d'expériences sur un 
laminoir quarto 500 [39]. 

*+) Ce phénomène a été, pour la première fois, constaté par Orovan à la 
base de données expérimentales [95]. 
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rétablissement élastique de la bande et en se servant de la solution 
de Hitchcock qui permet de déterminer la longueur de l'arc d’en- 
traînement et le rayon (diamètre) du cylindre déformé. L'’épaisseur 
finale de la bande était égale à H,, ce qui correspond à celle obtenue 
en cas de laminage dans des cylindres déformés. 

Les données indiquées dans le tableau 2 montrent que la solution 
de Hitchcock s'applique à la majorité des cas considérés, sauf ceux 
du laminage de bandes minces (H, = 0,5 mm) en acier inoxydable et 
en acier au carbone où le rapport L,/H,, atteint 18 à 25. Rappelons 
qu’on ne peut utiliser la solution de Hitchcock dans le calcul des 
contraintes de contact et des paramètres énergétiques du laminage 
des bandes minces que si l’on tient compte du rétablissement élasti- 
que de la bande à la sortie de l’emprise *). 

La solution de Tselikov [38] serait plus exacte ici car elle tient 
compte du rétablissement élastique de la bande à la sortie des cy- 
lindres et de la déformation élastique de ces derniers (voir p. 2). 

Le rétablissement élastique de la bande, comme on l’a montré 
plus haut, exerce une influence considérable sur la longueur de l’arc 
d'entraînement (voir également p. 2) ainsi que sur les contraintes 
de contact dans le foyer de déformation et sur la pression totale de 
laminage (voir ch. IV, p. 1 et fig. 19 et 20), et ce d’autant plus que 
les réductions relatives sont petites (e < 10 %). Par contre, le 
rétablissement élastique a peu d'effet sur l'épaisseur de la bande 
à la sortie des cylindres (l'accroissement de l'épaisseur se chiffre 
ordinairement en microns). | 

On a déjà mentionné (ch. I, p. 1) que dans le modèle mathémati- 
que du laminage des bandes minces, le problème consistant à déter- 
miner la compression élastique des cylindres peut être résolu en 
supposant aux cylindres un état de contrainte et de déformation 
plan (voir ch. X p. 1). On s’est assuré que, dans ces deux cas, les 
valeurs caractérisant la pression du métal sur les cylindres et le 
couple de laminage étaient pratiquement égales; les épures de la 
pression spécifique sont elles aussi très voisines. 

Il en résulte que dans le calcul du laminage à froid des bandes 
minces, on peut choisir arbitrairement un schéma quelconque de 
l'état de contrainte et de déformation des cylindres pour déterminer 
leur compression élastique. 


2. Influence de la compression élastique des cylindres 
et du rétablissement de la bande sur la longueur de l’arc 
d'entraînement lors du laminage à froid 


Lors du laminage à froid des bandes minces, surtout si la limite 
de fluage des bandes est élevée, on se trouve en présence d'une 
compression élastique considérable des cylindres, qui a pour effet 
d'augmenter sensiblement la longueur de l'arc d’entraïînement 


*) Voir également ch. V, p. 4. 
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(4, > V RAH) et de déplacer le point de sortie du métal au-delà 
de la ligne de centre des cylindres [38]. L'accroissement de l'arc 


d'entraînement 2, par rapport à | RAH est dû également au rétablis- 
sement élastique de la bande à la sortie des cylindres. 

Il est important d'évaluer l'influence des divers facteurs sur la 
longueur de l'arc d'entraînement lors du laminage à froid des bandes 
minces et de dégager les plus importants d’entre eux. L'étude expé- 
rimentale ne permet pas de résoudre ce problème d’une manière 
détaillée puisque les paramètres de laminage varient dans des limi- 
tes très restreintes ; de plus, certaines caractéristiques sont impos- 
sibles à mesurer. À 

Examinons les résultats des recherches accomplies sur un calcu- 
lateur « MINSK-22 » en utilisant le modèle mathématique du lamina- 
ge des bandes minces. Soulignons qu'on a procédé conjointement 
à l'analyse des contraintes de contact surgissant dans le foyer de 
déformation et à celle de l’état de contrainte et de déformation des 
cylindres *). La longueur de la surface de contact a été déterminée 
par conséquent à partir des épures de la pression spécifique et des 
forces de frottement correspondant aux conditions réelles du lami- 
nage. 
Dans les calculs on a fait largement varier la tension avant q. 
et arrière g, de la bande, le coefficient de frottement u dans le foyer 
de déformation, l'épaisseur initiale 7, de la bande et le degré de 
réduction €. On a étudié le laminage de l’acier à bas carbone de la 
nuance 08 Kkun et de l'acier inoxydable à durcissement intensif X18H9. 
La loi de durcissement des deux marques d'acier a été exprimée 
selon Tselikov [70] sous la forme suivante: 

pour l'acier à bas carbone: 


Or, = Ofto + 3,46€0°60 — 23 + 3,46e0.60 kgf/mm? ; 


pour l’acier inoxydable: 
Op, = Oflo + 219€ 002 = 50 + 2,5e0?2 kgf/mm*, 


où le module d'élasticité de la bande EÆ, — 2,0-10° MN/m° 
(2,0-102 kgf/mm?) ; le module d'élasticité du matériau des cylindres 
Eeyi = 2,2-105 MN/m* (2,2-10 kgf/mm®) ; et le coefficient de Pois- 
son du matériau des cylindres v.,, — 0,28. 

Les calculs ont été faits en valeurs sans dimension, tous les para- 

: _— : és 2 

mètres énergétiques étant rapportés à 27%. o(2 Tes o = AL) 
et les paramètres géométriques au rayon À, du cylindre. 

Considérons d’abord l'influence des divers facteurs sur les compo- 
santes zx, et z, de l'arc entraînement (fig. 21). On a constaté, lors du 
laminage des aciers à bas carbone, que la partie x, de l’arc d’entraîne- 
ment qui est du côté de l’entrée dans l'emprise (jusqu’à la ligne de 


*) La résolution du problème sur l’état de contrainte et de déformation 
des cylindres à l’aide de la théorie des fonctions d’une variable complexe est 
décrite dans le ch. X. 
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centre des cylindres) est pratiquement égale à V RAH ; la valeur 


réelle de x, n'est supérieure à V RAH que de 2 % dans les limites 
des réductions généralement admises (e — 5 = 50 %). Ces résultats 
confirment les conclusions précédentes [39] faites à partir des expé- 
riences relatives au laminage des matériaux mous (plomb et alumi- 
nium) dans les cylindres en forme de disque sur un laminoir quarto 
semi-industriel (la longueur de l'arc d'entraînement} a été mesurée 


Fig. 21. Détermination de l'étendue de l'arc d'entrainement en tenant 
compte de la compression élastique de cyHnores et du rétablissement de la 
ande 


à l’aide de capteurs électriques à contacts). L’accroissement des ré- 
ductions dû à la différence entre la valeur de la déformation du cy- 
lindre de travail au point où le métal entre en contact avec le cy- 
lindre et la valeur de la déformation au point de sortie des cylindres 


fait que la grandeur V RAH ne caractérise plus la partie indiquée 
de l’arc d'entraînement. Lorsque e devient supérieur à 80 % les 
écarts peuvent dépasser 15 à 20 %. 

Lors du laminage des aciers fortement alliés à durcissement 
intensif dans le foyer de déformation, la portion d'arc d’entraîne- 
ment z, qui est du côté de l'entrée du métal dans les cylindres dépasse 
de 5 à 45 % la grandeur V RAH (dans les limites des réductions & 
comprises entre 5 et 50 %). L’accroissement de l'écart est provoqué 
surtout par le durcissement considérable du métal au cours de lami- 
nage. 

La compression élastique des cylindres et le rétablissement élasti- 
que de la bande exercent une grande influence sur l'accroissement 
z, de l'arc d'entraînement. 

De la fig. 22 il ressort qu’à des faibles réductions (e = 10 %)} 
l’accroissement x, constitue une partie considérable de l’arc d’entraïi- 
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nement (30 % et davantage), ce qui peut être expliqué par l’influen- 
ce considérable due au rétablissement élastique de la bande à la 
sortie des cylindres. 

Lorsque la réduction dépasse 10 %, la partie de l’arc d'entraîne- 
ment x, qui est derrière la ligne de centre des cylindres (et qui va 


Fig. 22. Influence conjuguée Ide la compression élastique du cylindre et 
du rétablissement de la bande à la sortie des cylindres sur l'accroissement x. 
de l’arc d'entraînement hors de la ligne de centres des cylindres: 

a — laminage de l'acier au carbonc pour (H,/R)-10% (1 — 0,32: 2 — 0,40; 3 — 0,60 ; 4 — 
1,2; 3 — 1,8); b — laminage de l'acier inoxydable pour (H,/R)-10° (1 — 0,6: 2 — 0,8: 
3 — 1,0; 4 — 1,2). Conditions de laminage: pu — 0,08 ; q, — 0: gs: = 0. 


jusqu’au point de sortie du métal) occupe de 15 à 25 % de la longueur 
totale de l’arc d'entraînement dans le laminage de l’acier au carbone 
(fig. 22,a) et de 25 à 30 % dans celui de l'acier inoxydable (fig. 22,b). 
Les graphiques représentés sur la fig. 22 s'accordent avec des faits 
connus, à savoir: l'accroissement relatif de l'arc d'entraînement 
augmente avec la diminution de l'épaisseur de la bande; cet accrois- 
sement est d'autant plus grand que le métal laminé est plus dur. 
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Si l’on augmente le degré de réduction de plus de 10 %, l’accrois- 
sement r, ne dépend pratiquement pas de cette réduction (lors du 
laminage sans tension de bandes d'acier de marque et d'épaisseur 
différentes). 

La tension, tout en agissant sur l’étendue de la portion de réta- 
blissement élastique de la bande, exerce une influence sensible 
sur l’accroissement de l’arc d'entraînement hors de la ligne de centre 
des cylindres (fig. 23). 

Examinons lequel de ces facteurs a une action prépondérante sur 
l'accroissement de l’arc d'entrainement au-delà de la ligne de centre 
des cylindres. Pour cela, décomposons l'accroissement de la longueur 


TL, Ve 


Fig. 23. Influence de la tension avant q, sur l'accroissement de l'arc d’en- 
traînement r, au-delà de la ligne de centres des cylindres dans le laminage de 
l'acier au carbone [//,/R 10? — 0,6; qg, = 0; u = 0,08] 


de l’arc d'entraînement en l'accroissement z..,, dû à la compression 
élastique des cylindres et en l’accroissement x., dû au rétablissement 
élastique de la bande. Cette décomposition est possible à l’aide du 
modèle mathématique. Tout d’abord il convient de noter que dans 
la gamme de réductions relatives les plus couramment utilisées 
(jusqu’à 50 % pour une passe), l'accroissement de l’arc d’entraîne- 
ment derrière la ligne de centre des cylindres se produit principale- 
ment par suite du rétablissement élastique x., de la bande (fig. 24). 
Par exemple, lorsque les réductions sont faibles (e & 10 %), la 
partie de l'accroissement de l’arc d'entraînement due au rétablisse- 
ment élastique de la bande z., dépasse 90 % de l'accroissement 
total z.. Au fur et à mesure que la réduction croît, l’influence de la 
composante de l'accroissement due à la compression élastique se fait 
plus marquée et pour une réduction s’approchant de 50 %, les deux 
composantes Zep et Toceyi Sont égales. Lorsque la réduction est supé- 
rieure à 90 %, c'est la compression élastique des cylindres qui com- 
mence à influencer le plus l'accroissement z.. 

La relation entre l'accroissement relatif de l'arc d'entraînement 


i = l,/V RAH et la réduction dans le laminage à froid de bandes 
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d'épaisseur initiale Z,/R différente est illustrée sur la fig. 25. On 
voit que l'allongement relatif de l'arc d'entraînement croît mono- 
tonement avec l'accroissement du diamètre des cylindres (ou avec 
le décroissement de l'épaisseur initiale de la bande laminée). 


Fig. 24. Influence de la réduction sur l'accroissement z, de l'arc d'entraîne- 
ment, dû à la compression élastique z,,.,, des cylindres et au rétablissement 
de la bande (u — 0,08: a = 0; qe = 0): 

1 — acier inoxydable ([(H,/R)-102 = 1,2]; 2 — acier au carbone [(H,/R)-10? = 1,8; 1,4; 


0 
LL L 


La diminution de la réduction entraîne un accroissement intense 
de la valeur de à; lors du dressage de la bande et au cours des passes 
ébauches, i peut être supérieur 
à 2. Lorsqu'on augmente la réduc- 
tion, la valeur de à décroit mais 
jusqu'à une certaine limite à 
partir de laquelle elle croît de 
nouveau, grâce à la compression 
élastique importante des cylin- 
dres. L'influence de la répartition 
non uniforme de la pression spé- 
cifique sur l'arc d'entraînement 
et de la pression moyenne par 


€, 


Fig. 25. Variation de l'accroissement 
relatif de l’arc d'entraînement ài en 
fonction de la réduction dans du 
laminage à froid de l'acier inoxv- 
dable, l’épaisseur initiale des bandes 
laminées étant variable 


u — 0,08; q = g = 0 


unité de longueur de l'arc d’en- 
traînement est illustrée sur les 
fig. 26 et 27. Les calculs ont été 
effectués pour le cas du laminage 
à froid de bandes d’une épaisseur 
différente dans des cylindres d’un 
diamètre de 500 mm (tableau 3). 

I] faut tout d’abord noter que 
le caractère irrégulier de la répar- 


tition de la pression spécifique influe fortement sur la longueur de l'arc 
d'entraînement, surtout pour des p,/p Compris entre 1,2 et 2,0 (fig. 26). 
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Tableau 3 


Quelques données pour le calcul de l’arc d'entraînement 
déformé lors du laminage à froid de l’acier au carbone 


se 
S ARABE œ D 
En A © © = 
: . al, 3 
Le) es S| = > | T "© ul & el = 
Me sk © & JX Lei a SO |-- 
1,2 1,176 1,8 1,07 2,28 1,79 2,13 
1.146 4,5 1,23 3,72 2,97 3,02 
1.078 40,1 1,44 6,23 3,64 4,15 
1,048 12.6 1,58 7,61 4,28 4,82 
U, 894 25,95 1,99 13,1 6,33 4,62 
0,774 35,9 2,24 17,3 1,83 7,72 
0,670 44,0 2,46 21,0 9,11 8,956 
0,526 56, 1 2,71 25,3 10,8 9.33 
0,374 68,7 3,28 35,3 13,6 10,7 
0,266 17,8 3,87 43,5 15,3 11,2 
0,6 0,566 9,7 1,32 3,23 4,17 2,43 
0,530 11,7 1,59 5,24 9,97 3,37 
0,484 19,3 1,88 8,09 7,93 4,29 
0,432 28,0 2,23 11,5 9,97 5,14 
0,376 37 ,4 2,71 16,2 142,0 9,86 
0,316 47 ,4 3,03 20,1 14,9 6,63 
0,240 60,0 3,58 27,4 18,3 71.67 
0,210 64,9 3,94 31,7 19,9 8,05 
0,32 0,270 15,6 1,85 9, 94 10,2 3,0 
0,261 18,3 1,98 6,44 11,2 3,25 
0,247 22,8 2,20 7,99 12,8 3,63 
0,228 28,8 2,47 10,1 15,0 4,9 
0,188 41,3 3,22 16,1 19,3 4,1 


Nota. La valeur de LL est calculée en tenant compte de la compression élastique des cy- 


lindres et du “rétablissement de la bande à la sortie des cylindres. Le calcul cest 
effectué d’après le modèle mathématique du processus avec = 0,08; qi = q2 = 0. 


Il ressort de la fig. 27 que l'accroissement de la pression spécifi- 
que moyenne entraîne un allongement progressif de l’arc d’entraîne- 
ment. Lorsque ?,, est supérieur à 750 MN/m°? (75 kgf/mm?) la vitesse 
d’allongement de l’arc d'entraînement diminue. Pour tous les cas 
de la fig. 27, on peut constater un important décalage entre la lon- 
gueur de l'arc d'entraînement obtenu en tenant compte d’une part 
de la déformation élastique des cylindres et du rétablissement de la 
bande et, d'autre part, de la longueur de l’arc pour des cylindres 
rigides, déterminée par l'expression V RAH. Dans ces conditions, 
la longueur de l’arc d'entraînement obtenue dans le cas de cylindres 
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rigides est toujours inférieure à la valeur de l'arc d'entrainement 
déformé, l'écart étant de l’ordre de 15-25 % (pour des réductions 
eg — 10-50 %) et dépendant essentiellement de l'épaisseur initiale 
de la bande (fig. 28, courbes J). 

Il est intéressant de comparer les longueurs de l'arc d’entraïne- 
ment données par le calculateur sur la base du modèle mathématique 


il, mm 


4 
250(25) 


500(50) 750(75)  1000(100) 


,0 [45 2,0 Pm, MN/mE(kgf/mm 2) 


25Po/Pm 


Fig. 26. Influence de la non-uniformi- 


té de l’épure de la pression spécifique 
sur la longueur de l'arc d'entraînement 
(compte tenu de la compression élasti- 
ue de cylindres et du rétablissement 
e la bande à la sortie des cylindres): 
pe Nr. spécifique maximale dans le 
oyer de déformation (D,, — 500 mm, condi- 
tions de laminage — voir le tableau 3) 


Fig. 27. Influence de la pression spé- 
cifique moyenne ph et de l'épaisseur 


._ initiale de la bande (les chiffres sur 


les courbes en mm) sur la longueur de 
l'arc d'entrainement : 


lignes en traits pleins — la compte tenu de 
la compression élastique des cylindres et du 
rétablissement de la bande à la sortie des 
cylindres (calcul sur ordinateur à partir du 
modèle mathématique du laminage); lignes 


en traits interrompus — ! calculé par la 
formule V'R.AH (D, = 500 mm; conditions 
du laminage — voir le tableau 3) 


du processus à celles obtenues avec les formules empiriques connues 
(fig. 28). Remarquons que la différence entre les deux groupes de 
données dépend beaucoup des conditions réelles des calculs. Pour 
s’en convaincre il suffit d'analyser les calculs faits d’après la formule 
de Hitchcock (fig. 28, courbe 3). Notons par ailleurs que l'écart entre 
les valeurs de /, obtenues à l’aide du modèle mathématique et celles 
calculées selon les formules proposées par les divers auteurs, devient 
d'autant plus grand que l'épaisseur initiale de la bande diminue. 
On obtient les résultats les plus stables et le moindre écart en compa- 
rant nos données avec celles calculées à l’aide de la formule de Tseli- 
kov A. I. [38], qui prend en considération l'influence de la compres- 
sion élastique des cylindres et du rétablissement élastique de la bande 
à la sortie des cylindres sur la valeur de /,. 

On a obtenu des résultats analogues à ceux représentés sur la 
fig. 28 dans le laminage à froid de l’acier inoxydable (fig. 29): les 
données pour le calcul sont indiquées dans le tableau 4. 
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(pe lcat/llar% 


Fig. 28. Variation [de (4, — L,..a1)/l, en fonction de la réduction relative 
dans le laminage à froid de bandes en acier au carbone (H, — 3 mm) entre des 
cylindres de travail de 500 mm de diamètre: Z, — longueur de l'arc d'entraine- 
ment calculée d'après le modèle mathématique du processus; L,..41 — longueur 
de l’arc d'entraînement calculée d’après les formules : 
1—1= VR:AH (pour cylindre rigide): 2 — selon V. S. Smirnov [81] compte tenu de la 
compression élastique des cylindres et pour une répartition de la pression spécifique dans 
le foyer de déformation obéissant à la loi du triangle: 3 — selon Hitchcock [38] compte tenu 
de la compression élastique des cylindres : 4 — selon A. I. Tsélikov [38] compte tenu de la 


compression élastique des cylindres et du rétablissement de la bande à la sortie des cylindres 
ï (les données pour le calcul figurent dans le tableau 3) 


Malgré que l'écart entre les données obtenues à l’aide du modèle 
mathématique et celles calculées d’après les formules dépende des 
conditions réelles du processus de calcul, il convient d’en souligner 
un point commun. On remarque sur les fig. 28 et 29 que l'écart le 


Ua tout % 
40 


Fig. 29. Variation de (!, — L,.cat)/l 
en fonction de la réduction relative 
dans le laminage à froid de bandes 
en acier inoxydable (7, = 3 mm) 
entre des cylindres de travail de 
500 mm de diamètre (les symboles 
sont les mêmes que ceux de la fig. 28; 
les données pour le calcul sont portées 
dans Je tableau 4) 


10 75 20 25 30 HE h 


plus prononcé apparaît dans le domaine des faibles réductions (e < 
<< 5 %) qui sont caractéristiques du processus de dressage. C’est 
précisément dans ce cas qu'il est nécessaire d'évaluer d’une façon 
exacte l'influence du rétablissement élastique de la bande sur la 
longueur de l’arc d'entraînement. 
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Tableau 4 


Quelques données pour le calcul de ia longueur de l’arc 
d'entraînement déformé lors du laminage à froid 
de l’acier inoxydable 
(Zi/Rtr =1,2-107?) 


Ho P P 
=. 102 EL 10 a 3 

Rèr | 2Teis 0 2603, 0°R°B | R,, | 
1,18 0,908 2,24 2 466 
1.128 1,112 4,41 3,972 
4,084 4,252 6,066 4,84: 
1,018 1,435 8,445 5,884 
0,976 1,554 10,067 6,477 
0,862 1,884 14,887 7,9 
0.792 | 2! 09 18.3 8175 


Nota: La valeur de L, est calculée en tenant compte de la compression 


élastique des cylindres et du rétablissement de la bande à la sortie 
des cylinéres. Le calcul est effectué d'après le modèle mathématique 
du processus pour 1 = 0,08 ; qs = Qa = 0. 


Dans l’ensemble, les données indiquées plus haut montrent qu’il 
est indispensable de tenir compte de la compression élastique des 
cylindres et du rétablissement élastique de la bande lorsqu'on calcule 
la longueur de l’arc d'entraînement dans le laminage à froid de ban- 
des minces. Dans certains cas il faut également prendre en considéra- 
tion la tension de la bande qui agit sensiblement sur la longueur 
de la zone de rétablissement élastique de la bande. L'action du coef- 
ficient de frottement sur la longueur de l'arc d'entraînement, comme 
l’ont montré nos essais (les autres conditions étant les mêmes) est 
négligeable, au moins lorsque sa valeur se situe entre 0,06 et 0,1. 


3. Influence de la loi de variation de la limite 
de fluage du métal laminé sur la pression spécifique 
dans le foyer de déformation 


Examinons les résultats de l'intégration numérique de l’équation 
de laminage pour les diverses lois de variation de la limite de fluage 
dans le foyer de déformation. Le massif 6;, (8) a été représenté sous 
forme de tableau des valeurs prélevées en 20 points nodaux pris 
avec un pas Ahk* (6) dans les limites de la longueur de l’arc d’entraî- 
nement. Les valeurs de 6;, (8) correspondant aux points nodaux ont 
été choisies en fonction de la loi de variation de o;, (8) sur la longueur 
de l’arc d'entraînement et à partir des courbes expérimentales 6;;, = 
— 6; (t). Deux manières de représenter les fonctions o;, (8) et 
do;: (8)/d6 ont été prévues au programme. Dans la première, la 
fonction ©} (8) a été étudiée selon la méthode des moindres carrés 
en calculant les coefficients du polynôme 


01 (8) = a +b6 + c 
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d’après la formule 


De 20 De%\,/a DO oi. u 
De Co CO ][b |=| SO ox 
NO NE n C Ne, 
Le polynôme permet de calculer facilement la dérivée : 
no _20 + b. 


dU 


Dans la deuxième, on a envisagé une interpolation quadratique 
en utilisant le programme type CIi-0050. Pour former le massif 
do ;; (8)/d6 on s’est servi de la méthode de différences, i.e. 


dogs (0) __ Gr (0,1) —o (0) 
d (0) 041 —0; ° 


Revenons à la fig. 19 qui représente les épures de la pression 
spécifique obtenues pour le cas du laminage de l'acier 08 Kku dans la 
première des cinq cages d’un laminoir 1200 (les conditions de l'ex- 
périence sont indiquées dans le ch. II. p. 4). On peut remarquer que 
dans le cas donné l'intégration 
de l'équation de laminage, lors- 
que l'arc d'entrainement est as- 
socié à un arc de circonférence, 
ou à une corde, conduit prati- 
quement aux mêmes résultats 
(courbes Z et 2). Sur la fig. 15, 
on constate que si toutes les 
autres conditions sont égales et 
que l'arc d'entraînement soit 
approximisé par une corde, alors 
dans le foyer de déformation la 
pression spécifique dépend de la 
loi de répartition de la limite 


P,MN/mE(kgf/mm2) 
600(60) 


400(40) 


200(20) 
U 4 ô 72 


6 L 


de fluage ©,, (8). 

Les valeurs de p voisines des 
valeurs réelles de la pression 
spécifique (i.e. des valeurs de 
6; (6) qui sont supposées varier 
selon les courbes expérimentales 2 


Fig. 30. Variation de la pression spé- 
cifique dans le foyer de déformation 
en fonction de la loi de variation 
de 6}, le long de l’arc d'entrainement : 
1—0; (80) — selon la courbe expérimenta- 
le; 2 — (UT (8) —— dépend linéairement de h(0) 
en chaque point de la zone de déformation 


et 2’) ont été obtenues à l’aide 

d'une approximation de la fonction 0;, (8) par une parabole et en 
admettant linéaire sa liaison avec l'épaisseur de la bande (courbe 4) 
dans la section considérée 6 (courbes 2 et #, 4). Dans ce cas, les 
valeurs de la pression spécifique maximale sur la longueur de l'arc 
d'entraînement et celles de la pression spécifique moyenne ne 
diffèrent que de 10 %. On observe un écart considérable (jusqu'à 30%) 
entre les valeurs indiquées si la fonction o;, (8) est représentée par 
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une ligne droite dans les limites de l'arc d'entraînement (cour- 
bes 2 et 6). 

On a obtenu des résultats analogues en approximisant l’arc 
d'entraînement par un arc de circonférence. Les calculs ont été accom- 
plis pour lelaminage de l'acier 08 Kxn dans la première des quatre cages 
d’un Jlaminoir 1700 de l'usine Illytch de Jdanov (tableau 5). On 
a enregistré un écart de 12 % (fig. 30) entre les valeurs réelles et celles 


HERD'AaNI 
dB) 


4 7 10 1J 16 791 5 4 7 10 13 416 7/9 G 
P, MN/m E(kgf/mm À) 2,MN/mË(kgf/ mm 2) 


p.MN/mè(xgf/mm) 


600 (60) 


400 (40) 


200(20) 


300(90) 


700 (70) 


500(50) = 500(50) 
4 8 72 16 20 4 7 10 13 16 9 


Fig. 31. Graphiques illustrant la variation de la pression spécifique dans 

le foyer de déformation en fonction de la méthode de dépouillement du tableau 

des valeurs de Ofi (a, b, c, d — respectivement pour les 1, II, III et IV-ièmes 
cages d’un laminoir 1700 de l'usine métallurgique de Jdanov): 


1 — traitement du massif de o/, par intcrpolation quadratique : 2 — traitement du massif 
de ©}; par la méthode des moindres carrés 


calculées de p,, en représentant par une droite la fonction liant la 
limite de fluage o;, (0) et l’épaisseur de la bande en chaque point 
de la zone de déformation. C’est le tableau des valeurs de o;, (8) 
qui a été dressé à partir des courbes expérimentales 6;; = 0}; (&) 
qui reproduit le plus fidèlement la relation entre la pression spécifi- 
que et la variation de la limite de fluage. Cependant une telle repré- 
sentation prive la résolution de toute souplesse, notamment en ce 
qui concerne le choix du pas d'intégration. 

Apprécions l'influence du mode de dépouillement du tableau 
de ©}, (8) pour la précision des pressions spécifiques. On a calculé 
la pression spécifique dans le foyer de déformation en régimes réels 
du laminage de l'acier 08 kn en appliquant au massif o,, (6) la 
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Tableau 5 


Conditions du laminage de l'acier 08 Kkn (de 3,2X1460 mm à 1,2X1460 mm) 
sur un laminoir 1700 à quatte cages de l’usine métallurgique 
Illytch de Jdanov 


de la cage mm “ie MN/m°? (kgf/mm®) l 
I 3,2 | 0,6 | 2,6 | 18,7 (Ù 158 (15.8) 0,07 
1] 2,6 | 0,8 | 1.8 | 31,0 | 158 (15,8) | 190 (19.0) 0.06 
11] 1,8 | 0,4 | 1,4 | 22,0 | 190 (19,0) | 122 (12.2) 0.06 
IV 1,4 | 0,2 | 1,2 | 14,3 | 122 (12.2) | 485 (45,8) 0,06 


méthode des moindres carrés et la méthode d'interpolation quadra- 
tique. Il ressort de l'examen des résultats (fig. 31) que ces méthodes 
sont pratiquement équivalentes [par exemple, la valeur de la pres- 
sion spécifique moyenne ne dépend pas de la méthode adoptée de 
dépouillement du tableau de 0;, (8) quelle que soit la cagel. 


4. Contraintes de contact dans le foyer de déformation et 
contraintes axiales dans la bande compte tenu de la zone 
de déformation difficile 


D'après la théorie moderne du laminage [37, 38], il existe dans la 
partie moyenne de la zone d'adhésion, à proximité de la section 
neutre, un domaine où la déformation plastique est difficile (zone 
de déformation difficile). Dans le laminage à froid de bandes minces 
il est préférable que l'étendue de cette zone soit égale à L; = (0,3 — 
— 1,0) H,, (où H,, est l'épaisseur moyenne de la bande dans le foyer 
de déformation) [38]. Pour évaluer l'influence de la zone de déforma- 
tion difficile sur les contraintes de contact surgissant dans le foyer 
de déformation ainsi que sur les contraintes axiales de la bande, on 
a effectué des calculs pour le laminage à froid et sans tension d’un 
acier inoxydable (777 = 1,2-10-*; u — 0,08). On a pris une zone 
de déformation difficile d’une étendue égale à 0,5 H,, et on a utilisé 


la relation !,; = 0.2 Ê L, 139] (où « est l’angle d'entraînement, et $, 


l'angle de frottement). 

On a établi (fig. 32) que dans les conditions considérées de lami- 
nage, la zone de déformation difficile avait peu d'effet sur les con- 
traintes de contact normales p se développant dans le foyer de défor- 
mation, et sur les contraintes axiales q de la bande. On a constaté 
que cette zone exerçait une certaine action sur la position de la sec- 
tion neutre (en la déplaçant vers la sortie des cylindres), ainsi que sur 
les contraintes tangentielles de contact +. Le couple de laminage 
reste pratiquement invariable. 

Les recherches effectuées ont montré qu'il est possible de calculer 
les grandeurs (pression totale et couple de laminage) caractérisant 
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les paramètres énergétiques du laminage à froid de bandes minces 
sans tenir compte de la zone de déformation difficile. 

_ Soulignons cependant que la résolution de l’équation de laminage 
sur Calculateur en tenant compte de la zone de déformation difficile 
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Fig. 32. Influence de la zone de déformation difficile sur les contraintes 
de contact dans le foyer de déformation et sur les contraintes axiales de la bande 
dans le laminage à froid de l'acier inoxydable: 
a—r—8,17% [1—1,=0: 2—1, = 02(B/all;: b—e—=287% [1 —14—=0;: 
2—1;: 05H, 3—1, = 0.2 (B/al;) 


ouvre de larges perspectives quant à l'étude des paramètres du foyer 
de déformation qui sont pratiquement impossibles à évaluer par voie 
expérimentale. Par exemple, en comparant les épures théoriques des 
contraintes de contact aux épures expérimentales, on arrive à préciser 
la valeur et le caractère de répartition du coefficient de frottement 
dans le foyer de déformation ainsi que la loi de variation de la limite 
de fluage du matériau de la bande sur la longueur de l'arc d’entraîne- 
ment pour différentes conditions de laminage. 


CHAPITRE 1V 


ÉTUDF ET DÉTERMINATION DES PRINCIPAUX 
PARAMETRES DU LAMINAGE À FROID À L'AIDE 
D'UN CALCULATEUR *) 


Analysons l'influence de la compression élastique des cylindres, 
du rétablissement élastique de la bande, de la tension, et du coef- 
ficient de frottement sur les paramètres suivants du processus: la 
pression spécifique moyenne, l'effort maximal et le couple de lami- 
nage, le coefficient de levier des efforts résultants appliqués au 
cylindre, la position de la section neutre lors du laminage de bandes 
en acier dont les degrés de durcissement sont variables. 


1. Pression spécifique moyenne lors du laminage 
de bandes minces en acier 


J1 s'avère assez difficile de déterminer analytiquement et d'une 
façon exacte la pression spécifique moyenne lors du laminage à froid 
de l'acier, si l’on veut prendre en considération les facteurs multiples 
du processus [38]. De plus, il est pratiquement impossible de mettre 
sur pied des expériences en quantité nécessaire et en faisant varier 
dans de larges limites les conditions du laminage. Aussi est-il tres 
important d'évaluer l'influence des divers facteurs du processus sur 
la pression spécifique moyenne p,, lors du laminage à froid de l’acier. 

Dans le modèle mathématique élaboré par l’auteur, la pression 
spécifique moyenne dans le foyer de déformation est définie en fonc- 
tion de la pression totale du métal sur les cylindres et la surface réelle 
de contact. En outre, l'influence des différents paramètres du proces- 
sus est évaluée globalement. 

Considérons, dans l’ordre, l'influence exercée par la compression 
élastique des cylindres, le rétablissement élastique de la bande à la 
sortie des cylindres, la réduction, l'épaisseur initiale de la bande, 
le coefficient de frottement et, enfin, la tension sur la pression 
spécifique moyenne lors du laminage à froid de l'acier inoxydable et 
de l’acier au carbone (voir également ch. III, p. 1). 

La variation de p, en fonction de la compression élastique des 
cylindres daus le laminage sans tension de l’acier au carbone est 
représentée sur le tableau 6. Dans ce cas, si les cylindres sont rigides 


*) Les recherches ont été accomplies en collaboration avec V. N. Khloponin 
et V. F. Podimov. 
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(non déformés), la pression spécifique moyenne est légèrement supé- 
rieure à celle obtenue lors du laminage dans des cylindres déformés, 
l'épaisseur initiale de la bande et la réduction restant invariables. 
Ceci est valable sauf pour les cas où la réduction relative est supé- 
rieure à 50 %. 

Tableau 6 


Quelques paramètres de laminage sans tension de l’acier au 
carbone dans des cylindres rigides (numérateur) et déformés (dénominateur) ; 


u = 0,08 
Paramètres de laminage 


Epaisseur 
de etude l l a P Pp 

jo | 131 4,45 3,99 7.28 1.836 
; 12,6 4,82 4,28 7,61 1,579 
43,4 7,63 7.20 18,8 2,465 

44,0 8,56 9,11 21,0 2,457 

53.2 8,38 7.99 22,0 2,625 

56,1 9,33 10,8 25,3 2,709 

66,5 9,26 8,93 26,3 2,836 

68,7 10,7 13,6 35,3 3,280 

06 | 173 3,54 6,56 6,76 1.904 
19,3 4,29 7,93 8,09 1,88 
28.0 4,42 8,5 10,24 2,316 

28,0 5,14 9,97 11,5 2,93 

40,0 5,21 10,84 14,56 2,795 

37,4 5,86 12,0 16,2 2,71 

. 20.0 3,09 8.57 6,61 2,130 
18,5 3,54 9,75 6,87 1,937 
30,0 3,78 11.1 9,74 2,615 

27.5 4,34 12,6 10,13 2,332 


La pression totale P lors du laminage dans des cylindres rigides 
est toujours plus faible; en outre, la longueur de l’arc d’entraiîne- 
ment /, est beaucoup plus petite que pour le laminage dans des 
cylindres déformés. Il en résulte que la compression élastique des 
cylindres exerce une forte influence sur l'accroissement de la pression 
totale du laminage, grâce surtout à l'allongement considérable de 
l'arc d'entraînement. On constate la même influence de la compres- 
sion élastique des cylindres sur les valeurs de Z,, p, et P dans le 
laminage de l’acier inoxydable. 
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Le rétablissement élastique de la bande à la sortie des cylindres 
exerce lui aussi une importante influence sur la pression totale du 
laminage par suite de l’accroissement de l’arc de contact (tableau 7). 
Cependant, l'influence que le rétablissement élastique de la bande à 
la sortie des cylindres exerce sur la pression spécifique moyenne n'est 
appréciable que pour des réductions relatives inférieures à 10 %. 


Tableau ; 


Quelques paramètres de laminage sans tension de l’acier inoxydable 


(2 102 1,2; = 0,08) 


Paramèt”es de laminage 


Fe sr hs | x | 2 x 
R 2tcis0 R°B 2Tcis 0 las Pa Pme 
3,97 4,42 1,11 
6,0 2.9 3,74 1,2 1,36 1,18 0,87 
5,85 8,49 1,45 
9 ? ? ? 9 
45,2 4,62 7,06 1: 1,27 1,20 0,95 
8,75 18,3 1 
34,0 7.2 16,6 3.3 1,21 1,10 0,91 


Nota: Au numérateur figurent les paramètres de laminage compte tenu du rétablissement 
élastique de la bande, au dénominateur — sans en tenir compte (les indices 1 et © 
correspondent respectivement aux paramètres de laminage en tenant et en ne tenant 
pas compte du rétablissement élastique de la bande). 


A mesure que la réduction croît, la pression spécifique moyenne 
croît aussi à une vitesse d'autant plus grande que la bande est plus 
mince (fig. 33). Dans le domaine des faibles réductions (e << 10 %), 
la valeur de p,, ne dépend pratiquement pas de l'épaisseur de la 
bande. Il est évident que plus le métal est dur (les autres conditions 
étant supposées les mêmes), plus les valeurs absolues de p,, croissent 
(fig. 33,a, b). 

La valeur de p,, est sensiblement influencée par le coefficient 
de frottement dans le foyer de déformation, cette influence étant 
plus prononcée lorsque l'épaisseur de la bande diminue (fig. 34). 
Lorsque, pour de faibles réductions (2e << 10 %), l’étendue de la 
zone de déformation plastique de la bande le long de l'arc d’entraîne- 
ment est petite, l'accroissement de la pression spécifique moyenne 
résultant de celui du coefficient de frottement est insensible. Cepen- 
dant, lorsqu'on augmente la réduction, l'influence du rétablissement 
élastique de la bande sur la pression du laminage diminue, ce qui 
entraîne un accroissement de l’action du frottement sur la pression 
spécifique moyenne. Les lignes en traits interrompus illustrent la 
diminution de la réduction en fonction de l’accroissement du coef- 
ficient de frottement (l'ouverture initiale restant invariable). 
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Fig. 33. Variation de la pression spécifique moyenne en fonction de la 
réduction et de l'épaisseur initiale de la bande dans Je laminage à froid sans 
tension de l'acier au carbone (a) et de l'acier inoxydable (b) (u — 0,08) 


Les courbes caractérisant l'influence de la tension avant g, et 
arrière g, sur la pression spécifique moyenne sont représentées sur 
la figure 35. On voit que la diminution de l’épaisseur initiale de la 
bande (la partie gauche de la fig. 35) entraîne une action beaucoup 
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Fig. 34. Influence du coefficient de frottement sur la valeur de p,, dans 
le laminage à froid sans tension de l'acier au carbone (a) et de l'acier inoxy- 
dable (b): 
lignes en traits pleins — (H},/R)-10% = 0,6; lignes en traits interrompus — (H,/R)e102 = 


= 1,2 


1150(115) 


862(66,2) 


575(57,5) 


E, 
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plus intense de la tension sur la valeur de p,,. La tension arrière 
exerce sur le décroissement de p,, une influence plus marquée que 
la tension avant; on le voit aussi très clairement sur la figure 36 
(ici Pmo est la pression spécifique moyenne dans le laminage de l’acier 
avec tension ; P», — sans tension). Il faut noter que ces deux valeurs 


Pm l 2Toiso 
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/ 
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Fig. 35, Influence des tensions avant g. et arrière q, sur la valeur de Pm 
dans le laminage à froid de l’acier au carbone (u = 0,08 

courbes 1. 2,38,4—qg:= 0, Qul2T is. o étant variable et écal respectivement à0:0,2;:0,5;: 0.8; 

courbes 5, 6, 7 — qg2 = 0, s/2Tete. o étant variable et égal respectivement à 0,2; 0,5: 0.8 


9 82 06 flo 2 


Fig. 36. Influence des tensions spécifiques arrière g, et avant g sur 
la diminution de la pression spécifique moyenne du métal qui agit sur les cylin- 
dres dans le laminage à froid de l’acier inoxydable: 

(Hi/R)°102 = 4,2; u = 0,08. 
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ont été obtenues en maintenant fixe l’ouverture initiale entre les 
cylindres, donc le rapport Po/Pmo tient compte de l'influence de 
la tension sur la compression élastique des cylindres. 

En pratique, le laminage à froid des tôles minces se fait générale- 
ment sous l’action simultanée de la tension avant et de la tension 


Pme/Pme 
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Fig. 37. Influence conjointe des tensions spécifiques égales entre elles 

/2Teis.0 = I2/2Teis.o Sur la diminution de la nt spécifique moyenne du 

métal sur les cylindres dans le laminage à froid de l'acier inoxydable (a) et de 

l'acier au carbone (b) pour des ns di on de la réduction [(/,/R)-10? — 
2;u= 0, 


arrière. La relation entre la pression spécifique moyenne et la tension 
est montrée sur la figure 37. En appliquant aux extrémités de la 
bande des tensions spécifiques avant et arrière égales entre elles en 


valeur absolue, on diminue sensiblement la pression spécifique 
moyenne. 


2. Pression exercée par le métal sur les cylindres et 
analyse des courbes de plasticité lors 
du laminage à froid 


D'après les résultats fournis par le calculateur on a construit 
les courbes de plasticité, exprimant la valeur des efforts nécessaires 
pour atteindre la déformation voulue de la bande ou indiquant 
l'épaisseur de sortie de la bande qu’on obtiendrait en une passe 
sous une pression donnée et dans des conditions de laminage bien 
déterminées. De l'analyse simultanée des courbes de plasticité et 
des courbes caractérisant la déformation élastique de la cage (voir 
ch. IX) on peut tirer des données indispensables au réglage du lami- 
noir, ainsi qu’au calcul des régimes de réductions [5, 7, 97, 981]. 
Par une superposition des courbes de plasticité et de celles de la pres- 
sion spécifique moyenne, on évalue l'influence de la compression 
élastique des cylindres et du rétablissement élastique de la bande 
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à la sortie des cylindres sur la valeur de la pression exercée par le 
métal sur les cylindres. 

La figure 38 représente les courbes de plasticité obtenues pour 
le laminage à froid sans tension (q, = q; = 0) de bandes en acier 
inoxydable (avec u = 0,08). L'inclinaison des courbes de plasticité 
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Fig. 38. Variation de la pression du métal sur les cylindres en fonction de 

l'épaisseur de la bande dans le laminage à froid sans tension de l'acier inoxy- 

dable (a) et de l’acier au carbone (b) (u = 0,08; 9, — ge — 0): Himin — l'épais- 

seur minimale de la bande à partir de laquelle la déformation plastique est 

impossible pour les conditions données de laminage. Les aires hachurées corres- 

pondent à la déformation Rsenre des bandes pour les conditions données de 
aminage. 
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caractérise l'efficacité de la déformation plastique d'une bande 
d'épaisseur initiale donnée. Les régions hachurées correspondant 
à la déformation effective (fig. 38) sont limitées par deux courbes. 
La limite inférieure traduit l'influence du rétablissement élastique 
de la bande sur l'allongement relatif de l’arc d'entraînement sous 
de faibles réductions (l’inclinaison de la courbe de plasticité croît 
à mesure que diminue la réduction). La limite supérieure représente 
l'accroissement de l’inclinaison des courbes de plasticité résultant 


98 


de l'influence de la compression élastique des cylindres, celle-ci 
provoquant un accroissement encore plus important de la pression 
du métal sur les cylindres avec l'augmentation des réductions; ce 
qui diminue l'efficacité de la déformation plastique de la bande. 

La position de ces courbes extrêmes peut être trouvée à partir 
des considérations suivantes. Comme critère de l'efficacité de la 
déformation plastique de la bande, on peut prendre la valeur de n* 
égale à l'accroissement de la pression du métal sur les cylindres 
AP* rapporté à la diminution résultante de l'épaisseur de la bande 
AH% (n* = AP*/AHY*). 

Il est évident que plus n* est petit, plus est grande la réduction 
obtenue pour une même variation de la pression du métal sur les 
cylindres. 

En partant de ces considérations, on peut choisir sur la courbe 
de plasticité Z (fig. 38,a) une portion ab où les valeurs de n* sont 
optimales. Pour déterminer la limite supérieure de cette portion 
(le point a) il suffit de tracer la tangente 2 à la courbe de plasiicite 
à partir du point de coordonné” //?. La limite inférieure (le point b) 
est le point d’intersection de la courbe 7 avec la droite 2”, parallèle 
à la tangente 2. Lorsque la réduclion dépasse la limite supérieure a, 
la déformation plastique de la bande devient moins efficace par suite 
de la grande valeur de la déformation élastique des cylindres. Les 
réductions dont la valeur est en dessous du point b diminuent égale- 
ment l'efficacité de la déformation de la bande. Ainsi, la pente de la 
droite 2 peut servir de critère d'efficacité de la déformation plastique 
de la bande. 

Ainsi donc, les conditions de laminage étant données (fig. 38,a), 
la déformation d'une bande d'épaisseur initiale 4° — 1,2-10-° est 
la plus efficace sur la portion ab où n* < "6. 

Les courbes limites 3 et 4 (fig. 38) qu'on construit en joignant 
respectivement les points a et b des courbes de plasticité, déterminent 
le domaine des déformations plastiques efficaces de l’acier sous les 
conditions données de laminage. Donc, les nomogrammes représentés 
sur la figure 38 permettent de déterminer, sous des conditions données 
de laminage, les plages les plus avantageuses (du point de vue de la 
pression du métal sur les cylindres) de variation des réductions de la 
bande pour chaque épaisseur initiale. Par exemple, cette plage de 
variation de € se situe entre 15 et 65 % dans le laminage d'une bande 
d'acier au carbone d'une Avr de H°-10° = 1,8 et entre 5 et 
40 % pour une épaisseur H*-10? = 0,6, etc. 

L'examen des nomogrammes de plasticité (fig. 38) montre que 
la diminution de l'épaisseur initiale de la bande 7, entraîne une 
diminution du domaine des réductions efficaces (accroissement de Ja 
courbure des courbes de plasticité et de n5). Ce domaine dégénère 
en un point situé sur l'axe J° des épaisseurs initiales pour une cer- 
taine valeur 4° = HŸ »;n (lorsque la courbe de plasticité se trans- 
forme en une droite). À partir de cette épaisseur initiale H*,,;, et 
sous les mêmes conditions de laminage, la déformation plastique 
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ultérieure de la bande n’est plus possible quels que soient la pression 
du laminage et le serrage préliminaire des cylindres [99]. Pour les cas 
examinés sur la figure 38, on obtient HŸ 31 — 0,23 et H min = 
— 0,144-10-? respectivement pour le laminage de l'acier inoxydable 
et celui de l'acier au carbone (les valeurs indiquées de Æ, »;, cor- 
respondent aux rapports D,,/H, min — 870 et 1 390) *). 

En comparant les nomogrammes établis pour le laminage de 
l’acier inoxydable (fig. 38,a) et celui de l’acier au carbone (fig. 38,b), 
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Fig. 39. Variation de la pression du métal sur les cylindres en fonction 
de la tension de la bande dans le laminage à froid de l’acier inoxydable (a) et 
de l'acier au carbone (b) (1 = 0,08): 


Fig. a 
Courbe . . 1 2 d 4 & 6 7 & 9 10 
a/2tTus.o 9 0,2 0 0,2 0,5 O0 0,8 0,5 0,8 
22/2%,.35,09 9 9 0,2 0,2 0 0,5 0 0,5 0,5 0,8 

Fig. d 
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on relèverait une différence dans les courbures des courbes de plasti- 
cité (la courbure est plus élevée pour l'acier inoxydable) surtout 
lorsque les réductions sont importantes. Cela est dû à un durcisse- 
ment plus intense de l'acier inoxydable au cours du laminage et, 
par conséquent, à une compression élastique accrue des cylindres 
dans le foyer de déformation. De ce fait, lors du laminage de l'acier 
inoxydable (les autres conditions étant les mêmes), l'épaisseur mini- 
male de la bande est bien plus élevée que pour le laminage de l'acier 
au carbone. 

La figure 39 illustre l'influence de la tension de la bande sur la 
pression de laminage. 


*) Il est évident que l'application de la tension à la bande cu la diminution 
du coefficient de frottement auront pour effet de réduire les valeurs indiquées 
de Himin- 
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Les valeurs élevées de la tension avant q, et arrière q, (courbes 5 
et 6) font que la zone d'avance ou la zone de retard occupent la tota- 
lité du foyer de déformation, ce qui correspond aux cas extrêmes 
(lignes en traits interrompus). En outre l'application simultanée 
desdites tensions permet de réduire les efforts de laminage sans toute- 
fois perturber le processus établi (comparer les courbes 5, 6 et 8). 

L'application} des efforts de tension à la bande provoque, pour 
un fixage constant des cylindres, une augmentation des réductions 
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Fig. 40. Influence du coefficient de frottement sur la pression du métal 
sur les cylindres dans le laminage à froid de l’acier inoxydable (a) et de l'acier 
au carbone (b): 

u = 0,1 (1); 0,08(2) ; 0,06(3) ; 0,04 (4). 


(lignes en points-tirets). Donc pour obtenir une réduction constante, 
il faut corriger l’ouverture initiale entre les cylindres. 

Cette variation de la réduction et la correction de l'ouverture 
initiale qui en résulte dépendent de l'élasticité du matériau des 
cylindres et peuvent être déterminées en fonction du module de com- 
pression des cylindres dans le foyer de déformation. On entend par 
module de compression la charge (en tonnes par 1 mm de largeur de 
bande laminée) qui fait varier de 1 mm l'épaisseur de la bande, l'’ou- 
verture entre les cylindres étant constante. Sur la figure 39, le module 
de compression des cylindres est représenté par la pente de la droite 
reliant les points caractérisant les divers régimes de laminage, 
l'ouverture entre les cylindres étant constante. Le module de 
compression des cylindres dépend des caractéristiques d'’élas- 


ticité du matériau des cylindres et dans le cas considéré |[Æ,, — 
— 2,20 GN/m°? (2,2.101 kgf/mm®), v = 0,28] est égal à 4,1 “L /mm. 
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Les courbes de plasticité établies pour le laminage sans tension 
et des coefficients de frottement différents sont représentées sur la 
figure 40. Lorsque les réductions sont faibles (e << 10 %) le frotte- 
ment influe peu sur la pression exercée par le métal sur les cylindres 
à cause de l’action considérable que le rétablissement élastique de la 
bande à la sortie des cylindres produit sur la pression de laminage. 
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Fig. 41. Comparaison des données caractérisant la pression du métal sur 
les cylindres, obtenues par le calcul pour des cylindres rigides et déformés 
(laminage de l'acier inoxydable avec u = 0,08; q, = q2 = 0): 

1 — calculs faits sur calculatrice en utilisant le modèle mathématique, 2 — calcul selon 
A. I. Tsclikov [38] compte tenu de la compression chuque des cylindres et du rétablissement 
de la bande à la sortie des cylindres : 3 — calcul pour je cas des centre rigides sans tenir 
compte du rétablissement de la bande; 1° — 3° — valeurs de p,,,/. o Correspondant aux 


courbes J à 4 


Tets. 


Lorsque les réductions sont supérieures à 10 %, l'effet du rétablisse- 
ment élastique de la bande devient moins prononcé, ce qui accroît 
l'influence du frottement sur les efforts de laminage. Sur la figu- 
re 40,b sont indiquées les valeurs de la pression du métal sur les 
cylindres (lignes en traits interrompus) obtenues par le calcul pour 
certains cas de laminage dans des cylindres rigides. 

En analysant les données rassemblées sur les figures 38 à 40 et 
en étudiant la caractéristique de la déformation élastique de la cage, 
on évalue les irrégularités transversale et longitudinale d'épaisseur 
de la bande susceptibles d’apparaître au cours du laminage. De plus, 
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U est possible d'obtenir les données nécessaires pour régler le lami- 
noir sur l'épaisseur voulue de la bande. 

On a montré plus haut (ch. JII, p. 1) que lors du calcul des ten- 
sions de contact et des paramètres énergétiques du laminage, on 
pouvait déterminer la longueur de l'arc d'entraînement déformé 
à l’aide de la solution de Hitchcock à condition, toutefois, de tenir 
compte du rétablissement élastique de la bande à la sortie des cylin- 
dres. Pour cette raison donc il fallait s'attendre à ce que les résultats 
du calcul des paramètres énergétiques, d’après A. I. Tselikov [38], 
soient proches de ceux obtenus sur calculateur, puisque la solution 
de A. I. Tselikov tient compte à la fois de la compression élastique 
des cylindres et du rétablissement élastique de la bande. 

En effet, les courbes représentées sur la fig. 41 font ressortir une 
bonne coïncidence des calculs entrepris sur calculateur dans le cas 
du laminage sans tension de l’acier inoxydable (intégration de l’é- 
quation de laminage suivant les surfaces réelles de contact) avec les 
calculs réalisés selon la solution de A. I. Tselikov (courbes 1 et 2 
la fig. 41). On a également obtenu une bonne coïncidence pour le 
laminage avec tension et pour celui de l’acier au carbone. 

Les données de la fig. 41 montrent une fois de plus qu'il est né- 
cessaire de prendre en considération la compression élastique des 
cylindres et le rétablissement élastique de la bande dans les calculs 
des paramètres énergétiques du laminage à froid de l'acier. Au cas 
où ces facteurs seraient négligés, les valeurs de la pression du métal 
sur les cylindres (courbe 3) seront tres inférieures à ce qu'elles 
devraient être. Ceci est dû à la longueur de l'arc d’entraînement, 
étant donné que la pression spécifique moyenne lors du laminage dans 
des cylindres rigides peut être supérieure à celle enregistrée en cas 
du laminage dans les cylindres déformés (comparer les courbes 3° 
et J'). 


3. Influence des divers facteurs sur le couple 
de laminage et sur le levier des efforts résultants 
appliqués au cylindre 


Le couple de laminage peut être calculé de deux façons différen- 
tes: 1 — à partir des épures des contraintes tangentielles de contact; 
2—à partir de l'effort total du laminage. En connaissant la loi de 
répartition des contraintes tangentielles de contact + le long de l'arc 
d'entraînement (en cas de la déformation bidimensionnelle), on 
peut exprimer le couple de laminage comme suit [38]: 


te R°.d0, (1) 
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Ï 
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À 
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| 
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CLS 


où B est la largeur moyenne de la bande laminée; 
a, l'angle d'entrainement; 
Yn, l'angle neutre. 
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Cependant dans les calculs pratiques, il est difficile d'utiliser 
l'équation (1) pour de nombreuses raisons [38]. Après intégration 
de l'équation (1), on obtient une expression simple qui permet de 
calculer le couple de laminage (en supposant que la valeur des con- 
traintes tangentielles de contact le long de l’arc d'entraînement est 
constante (et égale à t,,) et change de signe pour 86 — y): 


C=B-Rm(a —2y,) (2) 


(formule de V. F. Baïoukov). 

Dans le modèle mathématique (ch. I, II), on calcule le couple 
de laminage en intégrant l'équation ({), i.e., on considère le carac- 
tère réel de répartition des contraintes tangentielles de contact le 
long de l'arc d'entraînement. 
Ceci permet de vérifier la vali- 
dité de la formule (2) lorsqu'on 
détermine le couple de laminage 
lors du laminage à froid de 
l'acier inoxydable. 

Pour l’angle neutre de la 
formule (2), on a pris l'angle 
compris entre le point de sortie 
du métal et la section neutre 
[Ya = (Ge + Ye) — On, voir 
fig. 1], i.e., on a tenu compte 
du rétablissement élastique de 
la bande à la sortie des cy- 
lindres. 
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Fig. 42. Influence de l’approximation 
en moyenne de l’épure des contraintes 
de contact tangentielles sur le couple 
de laminage (pour un seul cylindre) 
dans le laminage à froid de l'acier 
inoxydable (u = 0,08; q, = qe = 0); 
le rapport (H,/R;,)-10? est indiqué sur 
les courbes; les lignes en traits pleins 
correspondent au calcul fait en utilisant 
le modèle mathématique; les lignes en 
traits interrompus — selon la formule 
de V. F. Baiïoukov 


La comparaison des données 
de la fig. 42 confirme la con- 
clusion faite par A. I. Tselikov 
[38] sur l’inadmissibilité de la 
formule (2) dans le calcul du 
couple de laminage, du fait que 
cette dernière a été déduite en 
introduisant les valeurs moyen- 
nes des contraintes tangentiel- 
les de contact le long de l'arc 
d'entraînement. 


I] s'ensuit que la conclusion de D. I. Startchenko [53, page 514] 
sur l'indépendance du couple de laminage par rapport à la réparti- 
tion non uniforme de la pression spécifique sur la longueur de l'arc 
d'entraînement, n’est pas valable pour le laminage à froid de l'acier 
inoxydable. Ce qui est logique puisque dans l'ouvrage [53] on néglige 
pratiquement le durcissement du métal au cours du laminage. 

En général, on calcule le couple de laminage à l’aide de la rela- 
tion connue : 

(3) 


C = P:a 


104 


où P est la pression résultante du métal agissant sur les cylindres; 

a, le levier des efforts résultants appliqués au cylindre (levier 

de la résultante de la pression du métal sur les cylindres). 

En règle générale, on rapporte le levier d’une résultante de la 

pression du métal à la longueur de l'arc d'entraînement /; dans ce 
cas la relation (3) s'écrit 


où 1 — a/l est le coefficient du levier de la résultante de la pression 
du métal sur les cylindres. 

Examinons les résultats des calculs faits sur calculateur et ca- 
ractérisant l'influence de divers facteurs sur le couple de laminage 
et sur le coefficient du levier de la 
résultante de la pression du métal (C/2%,5#£. -8)-10° 
sur les cylindres lors des laminages 26 
à froid de l’acier inoxydable et de 
l’acier au carbone. Notons que le 
couple de laminage a été calculé 
à partir du couple des forces de 
frottement (c'est-à-dire en tenant 
compte de la répartition irrégulière 
des contraintes de contact dans le 
foyer de déformation) et le coeffi- 
cient du levier comme indiqué dans 
le ch. II, p. 2. 

Considérons d’abord l'influence 
que Ja compression élastique des 


À 


cylindres et le rétablissement élas- 2 A 
02 04 06 88 10(H/R/0° 


tique de la bande à la sortie des 


cylindres exercent sur le couple de 
laminage. Il résulte de la fig. 43, 
que la compression élastique des 
cylindres et le rétablissement élas- 
tique de la bande à la sortie des 
cylindres peuvent entraîner une di- 
minution du couple de laminage par 
suite de la diminution importante 
du levier de la résultante, i.e. par 
suite du déplacement du point 
d'application de la résultante vers 
la sortie de l'emprise. 


Fig. 43. Influence de la compres- 
sion élastique des cylindres et du 
rétablissement de la bande à la 
sortie des cylindres sur le couple 
de laminage (pour un seul cylindre) 
dans le laminage à froid de l'acier 
au carbonc (lignes et traits pleins) 
et de l'acier inoxydable (lignes en 
traits interrompus) (nu — 0,08; q, — 
— 2 — LV): 
1 — pour des cylindres rigides; 2 — en 
tenant compte de la compression élasti- 


que des cylindres et du rétablissement 
élastique de la bande. 


La fig. 44 représente le coefficient du levier en fonction de la 
réduction imposée à la bande (lorsque u = 0,08, g, = g> = 0) et 
pour des épaisseurs initiales différentes des bandes laminées. On voit 
qu'aux faibles réductions (e << 10 %) le rétablissement élastique 
de la bande à la sortie des cylindres fait sensiblement diminuer le 
coefficient du levier de la résultante de la pression du métal sur les 
cylindres. Aux réductions dépassant 10 % (pour les bandes épaisses) 
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le coefficient du levier décroît monotonement. Dans ce cas, l’angle 
d'entraînement croît (y compris par suite de la compression élastique 
des cylindres), et cet accroissement est plus intense que celui du 
couple de la résultante de la pression du métal. Lorsque la bande 
laminée est mince (H,/R = 0,32:10-°), la valeur ne dépend pra- 
tiquement pas de la réduction. 

Ainsi, comme le montrent les calculs effectués sur calculateur, 
lors du laminage à froid de bandes minces, la compression élastique 
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Fig. 44. Variation du coefficient du levier de la résultante de la pres- 
sion du métal sur les cylindres en fonction de la réduction relative dans le lami- 
nage à froid de l'acier au carbone (a) et de l'acier inoxydable (b); u = 0,08; 
A —= 2 = 0; H,/R; pour l'acier au carbone: 0,32.10-2 — lignes en traits 
pleins: 1,8-10-? — lignes en traits interrompus. Pour l'acier inoxydable: 
Himin << HŸ L1,2-10-2, ÿ, — pour des cylindres rigides (l'arc d'entraînement 
est représenté par une circonférence); %, — valeur du levier rapportée à la 
longueur de l'arc d'entraînement déformé depuis le point d'entrée du métal 
dans les cylindres jusqu'à la ligne de centres des cylindres ; ÿ — valeur du levier 
rapportée à la longueur réelle de l'arc d'entraînement (compte tenu de la com- 
pression élastique des cylindres et du rétablissement de la bande à la sortie 
des cylindres): 
a — acier au carbone (1 — (H/R)-10% = 0,32; 2 — (H/R)-102% = 1,8; b — acier inoxydable 
min © Hi <1,2-10-1) 


des cylindres dans le foyer de déformation et le rétablissement élasti- 
que de la bande à la sortie des cylindres peuvent provoquer une 
diminution du couple de laminage (jusqu’à 10 %), qui résulte d’une 
diminution considérable du levier de la résultante de la pression du 
métal sur les cylindres *). Dans ce cas, la consommation d'énergie 
s'accroît à cause des pertes élevées dues au frottement dans les paliers 
des cylindres à cause de la pression accrue du métal sur les cylindres. 


*) Signalons que les résultats analogues ont été obtenus expérimentalement 
par l’auteur et par E.N. Kosarimov lors de l'étude du laminage à froid sur 
un laminoir quarto 500. 
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Il faut noter également que dans les cas considérés, la pression 
spécifique moyenne est plus petite dans le laminage dans des cy- 
lindres déformés (compte tenu du rétablissement de la bande élasti- 
que à la sortie des cylindres) que dans le laminage dans des cylindres 
rigides (voir tableau 6). Dans certains cas (pour des réductions dépas- 
sant 50 %), p, peut être plus grande lors du laminage dans des cy- 
lindres déformés. Cependant, cet accroissement de p,, (qui est dû 
à la déformation élastique des cylindres) ne peut pas atténuer l'in- 
fluence que la diminution déjà mentionnée du levier de la résultante 
de la pression du métal exerce sur les cylindres. 

Les courbes de la fig. 45 traduisent la variation du couple de 
laminage en fonction de la réduction relative pour des bandes d'épais- 
seur initiale différente. Il importe de souligner qu’en pratique (sauf 
dans les cas où les réductions sont faibles et l'épaisseur de la bande 
est très petite) le couple de laminage est une fonction linéaire de la 
réduction et est directement proportionnel à la réduction relative. 

Analysons l'influence du coefficient de frottement sur le couple 
de laminage dans le foyer de déformation. Les calculs ont montré 
que dans le laminage à froid de bandes minces la relation liant le 
coefficient de frottement et le couple de laminage peut être d’une 
forme assez compliquée. 

Aux réductions inférieures à 15 ou 20 %, par suite de la faible 
influence du frottement sur la pression exercée par le métal sur les 
cylindres (voir fig. 40), le couple de laminage dépend dans une large 
mesure de la position de la section neutre qui se déplace vers la sortie 
de l'emprise lorsque le coefficient de frottement diminue (voir 
plus bas, p. 4). C'est pourquoi, pour ces valeurs des réductions et 
pour la même déformation de la bande à la plus petite valeur du 
coefficient de frottement peut correspondre la plus grande valeur 
du couple de laminage. Cette relation est la plus évidente dans le 
laminage à froid de l’acier inoxydable (fig. 46). 

L'augmentation ultérieure de la réduction se traduit par un 
accroissement considérable de l'influence du frottement sur la pres- 
sion du métal par suite de la diminution de l'influence sur celle-ci du 
rétablissement élastique de la bande (voir fig. 19, 20). Dans ce cas, 
le couple de laminage dépendra plus des forces de frottement de con- 
tact que de la position de la section neutre. Il s'ensuit qu'aux ré- 
ductions supérieures à 20 % et pour la même déformation de bande, 
à la plus grande valeur du coefficient de frottement correspond la 
plus grande valeur du couple de laminage. 

Les conclusions relatives à l’action exercée conjointement sur le 
couple de laminage par le frottement et le rétablissement élastique 
de la bande à la sortie des cylindres sont également confirmées par 
les résultats obtenus dans le cas de cylindres rigides en l’absence de 
rétablissement élastique de la bande (fig. 47). On remarquera que 
lors du laminage dans des cylindres rigides et pour une même réduc- 
tion de la bande, le couple de laminage croît toujours lorsque le 
coefficient de frottement augmente. 
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Fig. 46. Influence du coefficient de frottement sur la variation du couple de 
laminage (sur un cylindre) en fonction de la réduction dans le laminage à 
froid de l'acier au carbone (a) et de l'acier inoxydable (b): 

.… es courbes 1, 2, 3, 4 correspondent respectivement aux valeurs de pu égales 
a 0,1; 0,08: 0,06; 0,04. L'épaisseur initiale de la bande est (H,/(R)-103 = 
— 1,2 (lignes en traits pleins) et 0,6 (lignes en traits interrompus). 
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Des résultats intéressants ont été obtenus lors de l'étude ‘de 
l'influence exercée par la tension de la bande sur le couple de lami- 
page à froid de l’acier. Notons tout d’abord que lorsque les bandes 
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Fig. 47. Influence du coefficient de frottement sur la variation du couple 
de laminage (sur un cylindre) en fonction de la réduction dans le laminage à 
froid de l'acier inoxydable entre des cylindres rigides (l'arc d'entraînement 
est représenté par une circonférence) en l'absence de rétablissement élastique 
de la bande à la sortie des cylindres [(H,/R)-10? = 1,2; q = qs = 0] 


sont minces, le couple de laminage dépend des tensions spécifiques 
égales et totales qui sont! appliquées simultanément à la bande 
(fig. 48, 49). 

Les résultats obtenus peuvent être interprétés à l’aide des données 
caractérisant la position de la section neutre en fonction de la varia- 
tion des tensions spécifiques et totales égales (voir plus bas, p. 4). 
D'après les résultats des recherches citées, la position de la section 
neuire ne dépend pas des tensions totales et égales de la bande lami- 
née. Dans ce cas, la variation de la pression spécifique moyenne due 
à l’action de la tension entraîne une variation du couple de laminage. 
Pour des valeurs égales de la tension spécifique l’angle neutre est 
d'autant plus petit que les tensions sont plus grandes. Parallèle- 
ment, on peut enregistrer un accroissement plus important de l’arc 


% 


d’entraînement à l'entrée de l'emprise. L'action conjointe de ces 
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deux facteurs conduit à un certain accroissement du couple de lami- 
nage pour des réductions relatives atteignant 20-25 % et une augmen- 
ta tion de la tension spécifique égale de la bande laminée *). Lorsqu'on 
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Fig. 48. Influence de l'action simultanée des tensions spécifiques avant 
2 et arrière q, sur le couple de laminage (sur un cylindre) dans Fe laminage 
à froid de l’acier nosvduble fe = 0,08; (H,/R;,,)-102 = 1,2): 
RARE 052— 4 = 2 = 2 Teis.05 3 — Qi = Qe = 0,5-2Ts.0 » 

— Ha — se — 0, 8 -2Teis.0 


fait augmenter davantage la réduction. le plus petit couple de lami- 
page correspond aux plus grandes valeurs des tensions spécifiques 
égales. 

La variation du couple de laminage dans le cas où les tensions 
avant et arrière sont appliquées séparément sera caractérisée par le 
rapport Co/Co. où C est le couple correspondant au laminage avec 
tension et C, au laminage sans tension. Ces deux valeurs du couple 
de laminage doivent être calculées pour la même ouverture initiale 
entre les cylindres (fig. 50). On voit que plus la tension arrière croît, 
plus le couple de laminage croît (C:/Co >> 1); l'intensité de cet ac- 
croissement est fonction de la réduction de la bande laminée. 

Dès que la tension arrière atteint des valeurs déterminées (d’au- 
tant plus petites que la réduction relative de la bande est faible), 


*) En même temps. lors du laminage dans des cylindres rigides, l’augmen- 
tation de la tension sr écifique égale de la bande laminée entraîne une diminution 
du couple de laminage. 
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on constate un glissement complet de la bande (portions en traits 
interrompus sur la fig. 50). 

À mesure que la tension avant g, de la bande augmente, le couple 
de laminage décroît jusqu'à zéro. L'augmentation ultérieure de la 
tension avant contribue à transformer le laminage en tréfilage, tout 
en conservant une zone de retard dans le foyer de déformation. En 
l’absence de zone de retard, on voit le métal se tréfiler à travers les 
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Fig. 49. Influence de l'action simul- Fig. 50. Influence des tensions spé- 
tanée des tensions totales avant T,  cifiques sur le couple de laminage 
et arrière 7, sur le couple de laminage dans le laminage à froid de l'acier 
(sur un cylindre) dans le laminage inoxydable {(H,/Ryr°102 = 1,2]: 

à froid de l'acier inoxydable outre C;/Cg > 1 — laminage avec tension arrière 
des”cylindres rigides (l'arc d'entraîne- q/2tes.0 Æ 0 (Qs = 0); C/Ce < 1 — lami- 
ment est représenté par une circonfé- nage avec tension avant 9,/2t 4,0 # 0 (qi = 
rence) en tenant compte du rétablis- —0). Les lignes en traits mixtes correspon- 
sement élastique de la bande à la dent au laminage avecq/2t,,, 0=Qs/2Teis.e 
sortie des ‘cylindres [u — 0,08: 

(H,/Ryr)-102 = 1,2): 
1—T=Ta=0, 2— Ti Ty 0,5X 


X2Teis.0° Hi : 3 + Ti = Ti=0,8-2t.; 0° H, 


cylindres en mouvement libre (lignes en traits interrompus dans la 
zone de tréfilage de la fig. 50). L'intensité de diminution du couple 
de laminage et celle d’accroissement du couple de tréfilage sont déter- 
minées par la réduction € de la bande laminée. 

La variation du couple de laminage en fonction de la tension 
sous l’action simultanée des tensions avant et arrière est représentée 
sur la figure 50 par les lignes en points-tirets. Etant donné que pour 
des valeurs relatives égales, q* — q%, les valeurs absolues des ten- 
sions étaient différentes à cause du durcissement de la bande, on 
a enregistré une diminution du couple de laminage à mesure qu'aug- 
mentaient les tensions spécifiques appliquées simultanément aux 


deux extrémités de la bande. Ici aussi, cette diminution dépend de la 
réduction e ‘de la bande laminée. 
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4. Influence de facteurs divers sur la position de 
la section neutre et sur l’avancement lors 
du laminage à froid 


La déformation élastique des cylindres dans le foyer de déforma- 
tion influe sur la position de la section neutre lors du laminage 
à froid (fig. 51). La déformation élastique des cylindres entraîne un 
déplacement de la section neutre vers la sortie de l'emprise. Les 
calculs et les recherches ont été effectués en tenant compte de la 
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Fig. 51. Influence de la compression élastique des cylindres sur la valeur 
de l’angle neutre y,, dans le laminage à froid des bandes en acier inoxydable (a) 
et en acier au carbone (b) d'épaisseur différente: | 

1 — cylindres rigides: 2 — cylindres déformés 


compression élastique des cylindres. Les expériences ont montr que 
dans le laminage à froid de l'acier le rapport y./« ne dépend prati- 
quement pas de l'épaisseur initiale de la bande laminée (fig. 52,a 
et les courbes 3, 4 sur la fig. 52,b). De plus, on constate que le ré- 
tablissement élastique de la bande exerce à la sortie des cylindres 
une nette influence sur la valeur de y,/«, lorsque les réductions sont 
petites (jusqu’à 10 %) ; il en est de même dans le cas du laminage de 
bandes minces (courbes 7 et 3 de la fig. 52,b). L'augmentation de la 
réduction relative de la bande entraîne une diminution du rapport 
Yn/@. 

La fig. 53 illustre l'influence de la zone de déformation difficile 
sur la valeur de l’angle neutre lors du laminage à froid de l'acier 
inoxydable à durcissement intense. Dans le cas considéré, si l'on 
tient compte de la zone de déformation difficile lors de l'intégration 
de l'équation de laminage, on constate une certaine diminution 
de l’angle neutre. 
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Fig. 52. Variation de la valeur relative de l'angle neutre en fonctionfde 
la réduction dans le laminage à froid de l'acier inoxydable (a) et de l'acier au 
carbone (b) (1 = 0,08; q; = gs = 0); épaisseur initiale de la bande: 
Himin-10 < H#-10% < 1,2 — pour l'acier inoxydable, H}e10° = 0.6 (courbes 7 ct 3 
de la fig. 52, b) et HŸ-10? — 1,2 (courbes 2 et 4) — pour l'acier au carbone. Dans les courbes 


1 et £ l'angle d'entraînement «& est déterminé sans tenir compte du rétablissement élastique 
de la bande ; dans les courbes 3 et 4 — on en ticnt compte 


Fig. 53. Influence de la zone de déformation difficile sur la valeur rela- 
tive de l’angle neutre dans le laminage à froid de l'acier inoxydable (u — 0,08; 
Q = ge = 0; (H,/R;,,)-102 = 1,2: 
1—l3=0:2—-l4 = 0,5-H,, (CH, — épaisseur moyenne de la bande dans le foyer de 

déformation) 
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La déformation élastique des cylindres et le rétablissement élasti- 
que de la bande à la sortie des cylindres peuvent provoquer un ac- 
croissement considérable de l'angle d'entraînement lors du laminage 
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Fig. 54. Influence du coefficient de frottement sur la position de la 
section neutre dans le laminage à froid de l'acier inoxydable (g, = g, = 0; 
H;lR,r)-102 = 1,2) 


à froid de tôles minces, d’où il résulte que le processus stable de la- 
minage à froid se déroule avec des angles d'entraînement supérieurs 
à l'angle de frottement (fig. 54). 
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Fig. 55. Influence des tensions spécifiques égales sur la position de la 

section neutre dans le laminage à froid de l'acier inoxydable (u — 0,08: 
(H,/R;,)-102 = 1,2): 

le 0 2—-m=g:=02-2,,,0 3—U == 0,5e2t 


. ® € Ce q =] 
cis.0’ : 
=Qs = 08-27 0 


La figure 55 illustre l'influence exercée par la tension spécifique 
appliquée à deux bouts de la bande sur la position de la section 
neutre. On remarquera que l'augmentation des tensions spécifiques 
avant et arrière de même valeur qui agissent simultanément entraîne 
un déplacement de la section neutre vers la sortie de l’emprise 
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(Yn diminue). Ces données sont conformes aux résultats des calculs 
analytiques accomplis par A. I. Tselikov [38]et J. M. Fainberg [101]. 

Examinons l'influence des tensions totales égales (7, — T.) 
de la bande sur la position de la section neutre lors du laminage 
à froid de l'acier. D'après J. M. Fainberg [101], cette position ne 
varie pas si on applique aux deux extrémités de la bande deux forces 


-600 -400 O0 400 600 
(-80) (40 0 (co) (40) 
0  GO2 0 006 Oéard (72-70/8, AN/nE(kgf/mm 2) 


Fig. 56. Variation de l'angle neutre Fig. 57. Variation de l'avancement 
en fonction de l'angle d'entrainement en fonction de la différence entre les 
dans le laminage à froid de l'acierino- tensions totales avant T, et arrière T 
xydable [u—0,08 ; (//,/R;,)-102=1,2]: de la bande lors du laminage à froid 
1 — calcul fait sur le calculateur: 2 — cale de l'acier inoxydable (u = 0,08; 
cul selon J. M. Fainberg : tensions: g.H, = (H,/R;,,)-10? = 12) 

= 02H, pourg = 0,2 (2%.;,0 © = 

0, 8U2Te 58.0) 


égales et de sens opposés, T, et T.. En effet, malgré les variations 
importantes des tensions totales de la bande, on n’a remarqué aucune 
influence sur la position de la section neutre (fig. 56). Cependant, les 
calculs faits d'après J. M. Fainberg [101] ont fourni des valeurs légè- 
rement supérieures de l’angle neutre y, par rapport aux calculs effec- 
tués sur calculateur à l’aide du modèle mathématique de laminage 
de bandes minces. Ceci tient aux hypothèses faites par J. M. Fainberg 
sur la répartition uniforme de la pression spécifique dans le foyer 
de déformation. Ces calculs ont confirmé une loi bien connue, à 
savoir que la tension arrière fait diminuer l'avancement tandis que 
la tension avant le fait croître; l'avancement augmente à mesure 
qu'augmente la réduction de la bande (fig. 57). 

Rappelons que lorsque les tensions avant g, et arrière g,, qui sont 
appliquées séparément, sont élevées, le laminage se déroule en régi- 
mes extrêmes, i.e. la zone de retard ou d'avance s’étend sur l’ensemble 
du foyer de déformation (ce qui correspond au glissement complet *) 
de la bande ou à son tréfilage). Lorsque les tensions, qui séparément 
conduisent aux cas extrêmes, sont appliquées simultanément à la 
bande laminée, le laminage se poursuit en régime établi dans les 
mêmes conditions (voir fig. 39). 


*) À. N. Lévanov et B.A. Dikalov ont montré expérimentalement que 
l'absence de la zone d'avancement ne signifie pas que le laminage a cessé ou qu'il 
se déroule d'une manière instable, puisque la réserve des contraintes longitu- 
dinales de frottement n'est entièrement épuisée que si est nulle la composante 
transversale des forces de frottement de contact (B. A. Dikalov « Etude des 
conditions imposées aux forces et aux contacts cinématiques dans le laminage ». 
Thèse de candidat. VIII. 1971. 


CHAPITRE V 


SIMULATION MATHÉMATIQUE ET ÉTUDE 
DU LAMINAGE CONTINU À FROID 


C'est par le choix judicieux d’un régime technologique optimal 
et des principaux paramètres de l'équipement, à la suite d'une étude 
approfondie de l’ensemble du processus, qu’il est possible d'améliorer 
les performances technologiques et économiques des laminoirs exis- 
tants ou en construction. 

La méthode de recherche développée en vue d'étudier le laminage 
continu ainsi que sa réalisation numérique sur calculateur permettent 
de calculer les paramètres énergétiques et ceux de la vitesse du pro- 
cessus, d'évaluer l'influence des divers facteurs du laminage sur la 
précision dimensionnelle de la bande et, enfin, d'analyser les régimes 
des réductions et des tensions du laminoir continu, afin d'obtenir 
une irrégularité transversale minimale de la bande. 


1. Sur la résolution du problème de laminage continu 
sur Calculateur à l’aide du modèle mathématique 


Les laminoirs continus à tôles se caractérisent essentiellement par 
l'étroite liaison existant entre le processus technologique, les élé- 
ments de la construction, le système de commande électrique et les 
dispositifs automatiques [36]. L’'optimisation du processus techno- 
logique de production des bandes laminées à froid est un problème 
assez délicat, dont la complexité réside aussi bien dans le nombre 
élevé de conditions auxquelles doit satisfaire le processus que dans 
le caractère incomplet de la description mathématique des phénomè- 
nes ayant lieu aux différentes étapes de la production et du processus. 

Voyons s’il est possible d'appliquer le modèle mathématique du 
Jaminage dans une cage séparée à l'étude du laminage continu des 
tôles. La méthode qui sera décrite plus bas est basée sur le raccorde- 
ment des cages isolées en prenant la tension de la bande comme para- 
mètre liant: la sortie de la i-ième cage (tension avant q.;) est en 
même temps l’entrée de la i + 1-ième cage suivante (tension arrière 
Gi» +1) 


Nous garderons les symboles utilisés précédemment en affectant la cage 
d’un indice; pour eine les contraintes axiales de la bande on emploiera un 
indice double: les chiffres 1 et 2 correspondront respectivement à l'entrée et 
à la sortie du foyer de déformation; les autres chiffres indiqueront le numéro 
de la cage. 
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La méthode proposée permet d'étudier certains paramètres du laminage 
continu en régime établi. 

Examinons d’abord les variations des contraintes axiales dans la bande, 
dues à l'effet des tensions avant et arrière. Supposons que le rapport k = y/« 


2, MN/mË(kgf/ mm) 
1600 (60) 


1200(120) 


- 80 (-8) 


g, MN/mE(kgf/mm 2) 
400 (40) 


- 400(-40) 


Fig. 58. Influence de la tension arrière g, sur la répartition des contraintes 

de contact normales p (a) et tangentielles + @) et des efforts axiaux q (c) dans 

la, bande (voir les conditions de Rs : es explications dans le texte et le 
eau 8) 


définisse la position de la section neutre. Le coefficient k varie donc dans les 
limites 0 < k < 1 (la valeur nulle de k correspond au retard sur toute la longueur 
de l'arc d'entraînement et celle de k — 1 à l'avance). 

Les fig. 58 et 59 représentent les épures”des contraintes de contact normales 
P et tangentielles + obtenues par le calcul dans le foyer de déformation ainsi 
que les épures des contraintes axiales q dans la bande. Les calculs sont effectués 
pour le cas du laminage de l'acier inoxydable; limite initiale de fluage 0,70 = 
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p.MN/mt(kgf/mm ) 
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- 800 (-60) 


-1200(-120) 


Fig. 59. Influence de la tension avant g, sur la répartition des contraintes 

de contact normales p (a) et tangentielles + (b) et des efforts axiaux g (c) dans 

la bande (voir les conditions de Pre et les explications dans le texte et le 
tableau 8) 


500 MN/m°? (50,0 kgf/mm?); loi de durcissement comme dans [70]: or, = 
Oflo + 2,50- 80.82 (e — réduction relative en %); épaisseur initiale de la 


bande —— = 1,2; valeur moyenne du coefficient de frottement sur la longueur 
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de l'arc d'entrainement up = 0,08. Les autres données initiales de mème que 
certains résultats des calculs figurent au tableau 8. 

De la fig. 58 l’on déduit que l'augmentation de la tension arrière q, (la 
tension avant étant supposée nulle) entraîne un déplacement de Ja section 
neutre vers la sortie de l'emprise (k — 0); dans ce cas l'angle neutre et l’avance- 
ment diminuent. Si l’on augmente davantage la tension, on annule l’angle 
neutre y, ; l'on constate alors que la zone de retard s'étend sur la totalité de 
l'arc d'entraînement. En outre, la bande n’est soumise qu’à des efforts exten- 
seurs (q >> 0). Lorsque la tension avant s'accroît, c'est le contraire qui se passe 
(fig. 59), i.e. l'angle y,, et l'avancement augmentent (k — 1). Pour g — 0,8-o;28, 
la zone d'avance s'étend sur toute la longueur de l'arc d'entraînement (4 — 1); 
comme pour 4 = 0 la bande est soumise uniquement à des contraintes axiales 
extentrices (g > 0). 

Les efforts extenseurs agissant sur l'étendue de la zone de déformation 
peuvent également être observés lors de l’action simultanée des tensions avant 
et arrière (alors k peut atteindre ses valeurs limites ou bien se situer entre 0 
et 1) — voir fig. 18,b ainsi que [102]. 

Il convient de noter que les branches gauche et droite des épures de gq ont 
des courbures différentes : celle de la branche gauche qui caractérise la zone de 
retard est inférieure à celle de la branche droite appartenant à la zone d'avance. 
La tension appliquée à la bande ne modifie pratiquement pas la courbure des 
branches dans les parties correspondantes de l’épure (lorsque q < 0,8 a;;,). 

Signalons aussi un aspect bien connu: si l’on applique des efforts de tension 
a la bande ct si l'ouverture entre les cylindres est constante, on remarque que 
les réductions s’accroissent (tableau 8). Donc, pour obtenir une réduction cons- 
tante, on doit corriger l'ouverture initiale entre les cylindres. 


Tableau 8 
Conditions de laminage (pour les fig. 58 et 59) et résultats des calculs 


Tension, MN/m° 


10 (Ref/mma2) eus P 

rie. | de ra ————2À| ,,tion LR , Vn/& 

courbe arrière avant | ou L | Feis. 0 De j 

qg1 g2 

0,0792**)| 0,141 0,408 
0 0 29,7 | 60655 | 0,097 | 0,285 
| 0,0791 0,137 0,371 

9 2 - : 
58 | 2 |115(11,5) 0 28,5 | S'o6zr 0,122 0,229 
0,0804 0,122 0,275 
. 5 ’ ’ Ps PRÉ 
3 |288(28,8| 0 F0 | Goër | 0,107 | 0,127 
0,0792 0,141 0,408 
i 0 0 29,7 0,0655 |  0,0974 0,285 
| 0,0767 0,110 637 
= 2 ’ de nt en 
9 | 92 0 645 (64,5)| 32,0 0,0651 0,107 0,58 
0,0773 0,0638 1,0 
3 O  |1110(111,0)) 37,7 0,0693 0,0492 1,0 


#) Pour unc ouverture constante entre les cylindres. 
#*) Les données figurant au numérateur sont relatives au calcul avec prise en compte 
du rétablissement élastique de la bande, et les données au dénominateur se rapportent au 
calcul sans prise en compte du rétablissement élastique de la bande. 
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L'analyse des épures des fig. 58 et 59 et des données du tableau 8 montre 
que le rétablissement élastique de la bande à la sortie des cylindres (sur le 
tronçon qui commence immédiatement derrière la ligne de centre des cylindres) 
peut influencer sensiblement la longuetr de l'arc d'entraînement !,, la pression 
totale de laminage P et la position de la section neutre. A noter que le rétablis- 
sement élastique de la bande n'a aucun effet sur la contrainte axiale gq. 

Pour cette raison, la longueur libre de la bande /, (103) (i.e. la distance entre 
le plan de sortie de la bande d’une cage et le plan d'entrée dans les cylindres de 
la cage suivante) peut être admise. avec une approximation connue, égale à la 
distance entre la ligne de centre des cylindres d'une cage et le plan d'entrée 
de la bande dans les cylindres de la cage suivante. 

Examinons le comportement d’un laminoir à deux cages en nous basant 
sur l'analyse qualitative de l'interaction des cages qui sont liées entre elles par 
la tension de la bande (fig. 60, 61). 

Supposons qu'à l'instant initial le laminage s'effectue dans les deux cages 
en l’absence de tension ou de compression de la bande, i.e. qi, = 91 — ie — 
= qe — 0. Les mêmes conditions de laminage règnent dans les deux cages, 


7 
| | 
9rr°0 Ye, 


Première cage | | Deuxième cage 


Fig. 60. Influence de l'augmentation de vitesse dans la deuxième cage sur 
certains paramètres du processus de laminage dans un laminoir à deux cage: 
(voir les explications dans le texte) 


les vitesses angulaires w, et w. des cylindres de chacune des deux cages sont 
données de même que les réductions relatives e, et e&. 

L'augmentation de la vitesse dans la seconde cage (d’abord jusqu’à wi — 
We + A, et ensuite jusqu'à w: —= w5 + Aw:), la vitesse w, restant constante, 
donne naturellement naissance à des efforts extenseurs (q >> 0) dans la hande 
(dans l'intervalle !, entre les cages) — fig. 60. Dans ce cas, on constate une 
nouvelle distribution des efforts horizontaux de la bande dans le foyer de défor- 
mation. 

Sur la fig. 60 on voit qu'avec l’accroissement de &@, (@5 >> w: > w.) la 
valeur de l’angle neutre et l'avancement augmentent dans la première cage 
(k? > ki > ki) et diminuent dans la seconde cage (k? << ks: << k,). On remarque 
également que lorsque &, = w%, l’angle neutre atteint sa valeur maximale (4, — 
= 0); lorsqu'on fait augmenter davantage la vitesse, on ne constate pas d'accrois- 
sement de la tension de la bande, mais un glissement des cylindres de la seconde 
cage *). 

- Dans ce cas donc on obtient une tension maximale de la bande q}; = g5, — 
= max» Si seulement celle-ci est possible d’après la tenue de la bande a la 
rupture. En assurant une tension limite répondant aux conditions de plasticité, 
il faut tenir compte de la répartition éventuelle non uniforme de la tension sur 
la largeur de la bande suivant son profil transversal ainsi que de la concentration 
des tensions sur les bords de la bande [5]. On voit également que dans ce cas 
la première cage travaille en régime de tréfilage, puisque kf > 0,5. 


*) Voir la note au bas de la page 116. 


L'accroissement de w, comme dans!la cas précédent (d’abord jusqu'à w{ — 
= uw, + Ao,, ensuite jusqu'à w} — w; + Aw;), la vitesse w3 étant constante, 
engendre des efforts axiaux compresseurs (q << 0) dans la bande (fig. 61). L’ac- 
croissement de la vitesse o, (wi => w; >> &,) exerce sur la valeur de l’angle 
neutre et sur l’avancement un effet contraire que dans le cas précédent, i.e. 
l'angle neutre et l'avancement diminuent dans la première cage (k? < ki < k4) 
et augmentent dans la seconde cage (45 >> k3 >> ko). 

Lorsque w: = «’ l’angle neutre atteint sa valeur limite (k, = 0) et il 
se produit un glissement (si seulement les efforts compresseurs qui agissent sur 
la portion !, de la bande ne donnent pas naissance à une boucle entre les cages). 

Sous certaines conditions l'accroissement de la vitesse dans la première 
cage entraine l'inégalité k, > 0,5; la seconde cage travaille alors en régime 
de compression. 

Ainsi, les conclusions tirées de l'analyse qualitative de l’interaction des 
cages qui sont liées entre elles par la tension de la bande, concordent avec les 
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Fig. 61. Influence de l'augmentation de vitesse dans la première cage 
sur certains paramètres du processus de laminage dans un laminoir à deux cages 


résultats de l'étude analytique du laminage continu accomplie par Vidrin 
[104. 105], ainsi qu'avec les résultats obtenus par d'autres auteurs (voir par 
exemple [36, 106]. 

L'examen des épures de la figure 60 donne lieu à une importante conclusion, 
à savoir: pour que le laminage se réalise avec une tension maximale, il est 
nécessaire que la réduction soit plus grande dans la seconde que dans la première 
cage. les tensions à l’entrée de la première cage et à la sortie de la seconde cage 
étant égales à zéro, i.e. 41 = ea — 0, ou bien les tensions q,, de la dérouleuse 
et 4: de l’enrouleuse avant étant celles généralement utilisées dans la pratique. 

Il résulte de la figure 60 que la tension atteint son maximum dans la pre- 
mière cage pour une longueur du foyer de déformation (! 1) beaucoup plus petite 


que dans la seconde cage ! 3 > L,1. Dans la seconde cage, la tension décroît 


lentement de sa valeur maximale 4», jusqu'à la valeur de sortie donnée gs, 
conformément à la faible courbure de la branche gauche de l’épure des contraintes 
axiales de la bande. La longueur de l'arc d'entraînement !, est d'autant plus 
grande que la réduction est plus élevée. Cette conclusion est également valable 
pour un laminoir continu à cages multiples. 

Il est intéressant de remarquer que les cages dans lesquelles l'angle neutre 
atteint sa valeur limite (k — 0 ou k = 1) sont considérées comme critiques en 
ce sens qu'il n’est plus possible de régler le processus par changement de la posi- 
tion de l’angle neutre. Par exemple, la variation de la vitesse dans la troisième 
cage n’a aucun effet sur la tension dans la deuxième cage, donc la tension entre 
la deuxième et la première cage restera constante. De ce fait, la deuxième cage 
joue le rôle d’une barrière faisant obstacle à l'influence de la troisième cage sur 
la première [107-109]. 

Dans de nombreux cas, comme l'indique N.P. Gromov et d’autres auteurs 
[108]. il importe de créer des conditions de laminage telles que les perturbations 
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surgissant à l'entrée du laminoir ne se propagent pas vers sa sortie et vice versa. 
Ceci est possible à condition que l’on intègre des cages critiques dans le laminoir 
continu [107-109]. | 

Entre autres conclusions intéressantes citons celle de A. N. Lévanov et de 
B. A. Dikalov (voir la note au bas de la page 116) selon laquelle pour le laminage 
de bandes minces, quand les contraintes normales sont élevées en raison de 
l'action des forces de frottement, le régime avec un avancement nul ou négatif 
est celui qui est le plus intéressant quant à la consommation d'énergie. 


La méthode décrite plus haut permet de résoudre le problème 
de l'optimisation du laminage continu du point de vue de la réparti- 
tion des tensions entre les cages du laminoir. Un algorithme d’opti- 
misation est celui qui consiste à faire varier le régime des tensions 
et la répartition des réductions dans les cages, en supposant que les 
cylindres sont rigides et que les paramètres technologiques optimaux 
ont été calculés avec précision à l’aide du modèle mathématique. 

Dans les calculs, il importe de tenir compte des caractéristiques 
électriques et mécaniques de l’entraînement (ch. VIII, p. 4), puisque 
une modification de la tension est susceptible de faire varier la vitesse 
de rotation des cylindres. Par ailleurs, il faut prendre en considéra- 
tion l'influence exercée par l'avancement et l'allongement élastique 
de la bande sur le laminage continu ainsi que l'influence de la ten- 
sion sur l'irrégularité transversale et longitudinale du produit laminé. 


2. Modèle mathématique de laminoir continu à bandes 
à froid à cages multiples 


La méthode de raccordement des cages séparées par l’intermédiai- 
re de la tension de la bande décrite plus haut a permis d'élaborer 
un modèle mathématique de laminoir continu à bandes à froid à 
cages multiples réalisable sur calculateur « MINSK-22:» *). Le 
modèle est conçu de manière à tenir compte de la variation de la 
limite de fluage du matériau de la bande d’après les relations empiri- 
ques connues; de la variation, suivant une ligne brisée, du coeffi- 
cient de frottement dans le foyer de déformation ; des déformations 
élastiques de la bande à l'entrée et à la sortie des cylindres. La 
compression élastique des cylindres dans le foyer de déformation 
s A selon Hitchcock, contrairement au modèle décrit dans 
e ch. I. 

Le modèle permet de calculer les composantes de la déformation 
élastique du bâti et du jeu de cylindres ainsi que la composante verti- 
cale du déplacement du tourillon du cylindre d'appui dans le palier 
à film d'huile; cette composante est égale à la différence entre la 
valeur de l’émersion avant l'engagement du métal dans les cylindres 
(la pression de laminage est nulle) et la valeur de l’émersion du tou- 
rillon du cylindre d'appui dans le palier à film d'huile (la pression 
de laminage étant déterminée par le calcul). 


*) Le modele a été élaboré et les recherches effectuées [p. 4 à 9] en collabo- 
ration avec V. V. Lourier. 
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Connaissant la déformation élastique de la cage, on détermine 
la position des vis de serrage nécessaire pour établir le régime désiré 
et calculer l’irrégularité longitudinale de la bande en cas d’une 
variation quelconque des paramètres de laminage. 

Lors du calcul des régimes technologiques du laminage deux posi- 
tions du problème sont possibles auxquelles correspondent respective- 
ment deux variantes du calcul. 

Dans la première variante, les valeurs des réductions et des 
tensions étant données on demande (outre les autres paramètres du 
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4h 


do 


Fig. 62. Schéma du foyer de déformation compte tenu de la compression 
élastique des cylindres 


processus) de déterminer les vitesses des cylindres nécessaires pour 
maintenir ces tensions, en fonction de la vitesse d'éjection de la 
bande et de la position de la section neutre. Dans ce cas on résout 
l'équation différentielle en partant des deux extrémités de l’arc 
d'entraînement, i.e. on prend pour limites d'intégration les tensions 
avant et arrière de chaque cage. 

Dans la deuxième variante, il faut déterminer les tensions inter- 
cages connaissant le régime des réductions et des vitesses. Dans 
ce cas on emploie la méthode des approximations successives en inté- 
grant l'équation d’un seul côté du foyer de déformation et en pre- 
nant pour conditions aux limites la tension arrière et l’angle neutre. 
Un tel calcul s'avère nécessaire par exemple pour évaluer l'influence 
d’une variation de la vitesse des cylindres sur le régime des tensions 
du laminoir continu à bandes. 

La conception du modèle autozise les deux variantes du calcul. 
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Le schéma du foyer de déformation, compte tenu de la compres- 
sion élastique des cylindres, est donné sur la fig. 62, la compression 
étant déterminée au moyen d'une méthode approthée, proposée 
par Ford et fondée sur la solution de Hitchcock [40]. 

La pression totale du métal sur les cylindres étant calculée pour 
le cas de cylindres rigides, on détermine le rayon de l’arc déformé 
de contact comme suit: 


, 2cP 
R'=R|1+ ms |: (a 
8(1—v;,) 


« c == 
où Es 


Puis, on recommence le calcul du foyer de déformation pour la 
cage considérée en prenant une nouvelle valeur du rayon R'. On 


P MN(EF) 


(100) *- 


(y 
250 270 250 J50 J00 500 R,mm 


Fig. 63. Convergence du processus itératif de détermination du rayon de 

l'arc déformé en cas de laminage de l'aluminium (a), de l’acier au carbone 

08 Ka (b) et de l'acier inoxidable RARE (c). Les chiffres indiquent le rang 
’itération 


obtient une autre valeur de la pression totale P’. Ensuite on détermi- 
ne, à l’aide de la formule (1), l’approximation suivante du rayon de 
l'arc aplati R". On cesse les calculs une fois la précision voulue 
atteinte, i.e. 

R'—R" 

“—<A. (2) 


Dans nombre de cas, lors du calcul du laminage de bandes minces 
hautement résistantes, le processus itératif, qui per 1et de déterminer 
le rayon de l'arc de contact déformé, commence à diverger avant 
d’avoir atteint la précision voulue, i.e. (R° — R°”)/R' croît à partir 
d’une certaine approximation. 

On a étudié la convergence de ce processus itératif pour divers 
cas de laminage. 
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Sur la fig. 63 sont portées les valeurs du rayou de l’arc de contact 
déformé et celles de la pression de laminage, obtenues à chaque itéra- 
tion dans le calcul du laminage d’une bande de 2,0 X 1,4 X 1000 mm 
en aluminium, d’une en acier 08 xn et d’une en acier inoxydable. 
Dans les trois cas le rayon des cylindres non déformés R, = 250 mm, 
le coefficient de frottement u — 0,08. 

On voit sur la fig. 63 que dans le cas du laminage de l’aluminium, 
le processus itératif converge très rapidement au terme de deux et 
même d’une itération (en cas de cylindres rigides). Pour le laminage 


LP MN(tF) 


F4 


$00 1000 R;mm 


/ 


4 500 1000 1500 0 500 1000 1500 0 


Fig. 64. Convergence du processus itératif de détermination du rayon de 

l'arc déformé en cas de laminage de l'acier inoxidable 1X18H9T pour un coeffi- 

cient de frottement de 0.08 (a), LE () et 0.1 (c). Les chiffres indiquent le rang 
’itération 


de l’acier 08 Kn, trois ou quatre itérations sont nécessaires pour que 
soit vérifiée l'inégalité (2) avec À = 0,01; pour l'acier inoxydable 
il faut compter environ six itérations. 

Le nombre d'itérations déterminant le temps de calcul dépend 
également des autres conditions du processus, à savoir l'épaisseur 
du produit de départ, les tensions arrière et avant, le coefficient 
de frottement. 

Sur la fig. 64 sont indiquées les valeurs du rayon de l'arc de con- 
tact déformé et celles de la pression de laminage, obtenues à chaque 
itération dans le calcul du laminage d’une bande de 1 X 0,7 X 
X 1000 mm en acier inoxydable avec un coefficient de frottement 
égal respectivement à 0,08, 0,09 et à 0,1. 

Sur la fig. 64 on voit que lors du laminage d’une bande relative- 
ment mince en matériau, dont la limite de fluage est assez élevée, 
le processus itératif diverge, et ce d'autant plus vite que le coeffi- 
cient de frottement est plus grand. Dans ce cas on obtient des valeurs 
élevées pour le rayon de l'arc déformé, et la pression de laminage 
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dépasse considérablement les limites admissibles. Ceci veut dire que 
la solution de Hitchcock n'est pas valable pour les conditions de 
laminage. | 

Si les calculs sont faits sur calculateur et que le processus itératif 
soit divergent, i.e. si le rapport (R° — R")/R° commence à croître, 
on interrompt les calculs et on envoie vers l'imprimante le résultat 
des deux dernières itérations dès que la différence des rayons atteint 
la précision voulue. 

Sur les fig. 63 et 64 les lignes ab sont des droites exprimant la 
relation qui lie la valeur du rayon de l’arc de contact déformé et 
la pression de laminage conformément à l’équation (1). Les lignes cd 
expriment la relation liant la pression de laminage et le rayon des 
cylindres de travail obtenu en résolvant l'équation de laminage 
[(45), ch. I]. En général (fig. 64), ces lignes ne sont pas des droites. 
Pourtant, à l'exception du laminage de bandes d’une épaisseur rela- 
tivement faible en acier à haute résistance, on peut considérer que les 
lignes cd sont des lignes droites (fig. 63). Donc, pour réaliser une 
économie de temps lorsqu'on calcule le rayon de l’arc de contact 
déformé, on effectue deux itérations seulement qui nous donnent 
deux valeurs pour la pression et deux pour le rayon, puis on détermi- 
ne ce dernier et la pression qui lui correspond comme l’intersec- 
tion des droites ab et cd. Le programme rédigé pour le calculateur 
« MINSK-22 » admet une telle approximation. 

Dans la résolution, le foyer de déformation est divisé en trois 
zones (voir fig. 62): une zone de déformation plastique du métal 


(angles _ > 6 >) « une zone de rétablissement élastique de la 


bande à la sortie des cylindres (angles 8, > 6 => 6, — A8,) et, 
enfin, une zone de déformation élastique de la bande à l'entrée des 


cylindres (angles . + A8, > 0 > 5) : 


Dans la zone de déformation plastique les contraintes de contact 
sont déterminées, comme cela a été indiqué plus haut, par intégra- 
tion de l’équation de laminage {(15), ch. I] et tenant compte de la 
compression élastique des cylindres de travail. 

La répartition des contraintes normales et tangentielles de con- 
tact est supposée linéaire dans les zones élastiques à l'entrée et à la 
sortie du foyer de déformation. Les contraintes de contact varient 
des valeurs aux limites de la zone de déformation plastique jusqu’à 
zéro aux frontières du foyer de déformation. 

Les déformations élastiques de la bande à l'entrée et à la sortie 
du foyer de déformation sont données par: 


—eL 1 LEUTE 
0H = » Ho = EE (3) 
où On et Os sont les valeurs de la limite de fluage aux frontières 
du foyer de déformation ; 
E», le module d’'élasticité du matériau de la bande. 


L’étendue des zones élastiques (et les frontières du foyer de défor- 
mation) est définie par les angles: 


Ro— 6H 


. Ro— 6, 
AG, -= arccos Den à — RH . 


AG; — arccos 


Dans les épures des contraintes normales et tangentielles, les 
accroissements obtenus lors du calcul des zones élastiques sont pris 
en considération pour calculer la pression totale exercée par le métal 
sur les cylindres et le couple de laminage. 

La longueur de l'arc de contact, compte tenu de la présence de 
AT élastiques à l'entrée et à la sortie du foyer de déformation, est 
égale à: 


= R [ (+00) + A8: + 40, |. (4) 


Il convient de noter que la zone élastique exerce une très faible 
influence à l’entrée du foyer de déformation sauf pour les régimes 
de laminage de bandes minces, effectué avec de petites réductions. 

Le couple de laminage s'obtient par intégration de l’épure des 
contraintes tangentielles de contact le long de l’arc d'entraînement : 


2 + 46: 
€ 


C,=BR'R, | t (6) dO (5) 


60 - A8: 


Le calcul du couple de laminage au moyen de la formule (5) 
présente un inconvénient en ce sens qu'il implique de faire la diffé- 
rence de valeurs ayant le même ordre de grandeur (les résultantes des 
forces de frottement dans les zones d'avance et de retard); ceci 
peut entraîner des écarts importants dus aux erreurs commises dans la 
détermination de la position de la section neutre. 

Dans l'ouvrage [110] l'équation (5) est ramenée à la forme 


I 
7 + 462 


C:=BR'Ro| [| ‘P(O(5-0)d0 Ent] (6) 


| 00o— A8: 


à condition que les angles correspondant à l'arc d'entraînement lors 
du laminage de bandes minces soient petits, i.e. (cos 68 = 0 et 
sin 6 = 1). 

En calculant le couple de laminaze au moyen de la formule (6) 
on évite de commettre des erreurs liées à la détermination inexacte 
de la position de la section neutre. 

Strictement parlant, étant donné que la courbure de la surface 
du cylindre est égale à 1/R° dans le foyer de déformation, la résul- 
tante de la pression spécifique p passe non pas par le centre du cy- 
lindre 0 (voir fig. 62), mais par le point 0”, donc, il faut tenir compte 


128 


de la composante du couple de laminage due à la pression spécifique : 


+ + A6: 
AC=BR'(R'— Ro) | | p(+—0)40— 
0 —A6: 
PL 
LR? 7 + A6: 
a dB |. (7) 
< 1 : ] 


Cette composante qui se calcule au moyen de la formule (7) 
n’excide pas 2 ou 3 % du couple de laminage engendré par les con- 
traintes tangentielles et déterminé d’après les formules (5) ou (6). 

La puissance de laminage pour un cylindre est 


N = Co, (8) 
où C = C: + AC, 
w, la vitesse angulaire des cylindres de travail. 
La charge statique du moteur pour l’entraînement d’un cylindre 
de travail, en négligeant les pertes à vide, s'exprime comme suit: 
C+Cyr. 
Cat = — — , (9) 
OÙ Crop = Pl upjn D est le couple de frottement dans les 
‘paliers des cylindres; 
dt. aps le diamètre du tourillon du cylindre 
d'appui; 
Uhr, le coefficient de frottement dans les 
paliers à film d'huile; 
, le rapport de démultiplication du réduc- 
teur. 


La puissance fournie par le moteur pour l'entraînement d’un 
cylindre de travail est : 


i* 


Nst = Cst@. (10) 

Les déformations élastiques des éléments de la cage ainsi que 
l'effet de vitesse dans les paliers à film d'huile sont pris en considé- 
ration conformément au p. 3 du ch. 1 (les formules respectives figu- 
rent dans l’ouvrage [5] ainsi que dans le ch. IX). 

Ayant calculé la pression de laminage et la déformation élastique 
de la cage, on détermine la rigidité de la cage. Le modèle permet 
de trouver la rigidité correspondant à la fois au bord et à la partie 
médiane de la bande. Dans le premier cas, lors du calcul de la défor- 
mation élastique du jeu de cylindres, on ne considère que la partie 
de la déformation qui est susceptible d’être compensée par le dépla- 
cement des vis de serrage; dans le second cas, on tient également 
compte de la flèche du cylindre de travail sur la largeur de la bande, 
qui comprend la flèche du cylindre d'appui et l’irrégularité de la 
compression mutuelle élastique des cylindres de travail et d'appui. 
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3. Algorithme et particularités de la réalisation 
numérique du modèle mathématique du laminoir 
continu à froid 


La partie numérique du modèle mathématique décrit dans le 
p.2a été réalisée sur un calculateur « MINSK:-22 ». Le programme du 
calcul est rédigé dans le langage de la machine et occupe pratiquement 
deux mémoires. Le programme et la variante de calcul adoptée sont 
introduits par l'intermédiaire d’une bande perforée ou sont lus sur 
une bande magnétique. Le programme permet de calculer les para- 
mètres du laminoir continu (jusqu’à 8 cages pour un cycle de cal- 
cul). S’il est nécessaire de calculer les paramètres du laminoir réver- 
sible, on peut soit effectuer le calcul pour chaque passe, soit, si les 
tensions sont égales, pour les huit passes à la fois (sans tenir compte 
du recuit intermédiaire de la bande). 

Le programme est destiné au calcul des paramètres énergétiques 
et des déformations élastiques des cages quarto des laminoirs conti- 
nus à froid à bandes minces. Un soin particulier est apporté au cal- 
cul des paramètres du laminage lors de la variation du régime tech- 
nologique. 

Trois types de calcul des laminoirs quarto peuvent être effectués 
au moyen du programme élaboré : 

1) calcul préliminaire; 

2) calcul final; 

3) calcul des paramètres de laminage lors de la variation du 
régime technologique. 

Le calcul préliminaire permet de déterminer les paramètres 
énergétiques des laminoirs quarto à la première étape du projet, 
lorsque les dimensions de la cage ne sont pas définitivement fixées 
et le moteur principal n'est pas calculé. La déformation totale de la 
cage se calcule approximativement, en fonction du coefficient de 
rigidité de la cage, qui dans ce cas figure parmi les données initiales. 
Le calcul s'effectue en tenant compte de la compression élastique 
des cylindres de travail dans le foyer de déformation ainsi que des 
déformations élastiques de la bande à l'entrée et à la sortie du foyer 
de déformation. Il est possible également de faire le calcul pour des 
cylindres rigidts. 

Le calcul final donne les paramètres énergétiques et la rigidité 
de certains éléments de la cage ou de la cage tout entière au stade 
de la construction, les paramètres des cages et ceux de la ligne prin- 
cipale du laminoir sont définis, ainsi que les régimes technologiques 
des laminoirs déjà existants. Dans ce cas, on détermine les charges 
statiques imposées au moteur du laminoir et on calcule les déforma- 
tions élastiques des éléments de la cage. 

Lorsque le régime technologique varie, le calcul des paramètres 
de laminage sert à étudier l'influence des diverses perturbations du 
laminage sur les paramètres énergétiques et sur la précision dimen- 
sionnelle du produit, la position des vis de serrage étant supposée 
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fixe. Ce calcul peut être effectué pour établir approximativement la 


déformation de la cage (calcul préliminaire) et aussi faire partie du 
calcul final. | 


La méthode d'estimation de la précision dimensionnelle du produit laminé 
est décrite dans le p. 5. Pour réduire le temps de calcul de la deuxième itération 
et des suivantes, lorsqu’on veut déterminer l'épaisseur réelle de la bande à la 
sortie de la cage, le programme prévoit la possibilité d'utiliser la valeur du 
rayon de l’arc de contact déformé, obtenue en première itération. Ceci est possible 
étant donné qu'une faible variation des paramètres de départ entraine une varia- 
tion néRhigennle de la compression élastique des cylindres due à l'effort de la 
bande. 

On se sert de la méthode de Runge-Kutta du quatrième ordre pour intégrer 
l'équation de laminage. Le pas d'intégration selon l'angle central A0 est choisi 
en fonction d'une précision voulue de la résolution. 

Si l’on connaît le régime des tensions (p. 2), on peut prendre pour conditions 
aux limites les tensions avant et arrière de la bande, autrement dit, l'équation 
de laminage est intégré d’une extrémité à l’autre de l’arc d'entraînement (plus 
exactement de cette pAne de l'arc qui correspond à la zone de déformation 
plastique). Le point d'intersection des deux branches de la solution donne la 
position de la section neutre. 

Si l'on fixe le régime des vitesses imposées aux cylindres (et qu’on veuille 
déterminer le régime des tensions) ou bien lorsqu'on a besoin d'effectuer les 
calculs avec un coefficient de frottement variable, on prend pour conditions 
aux limites la valeur de la tension arrière dans chaque cage et la position de la 
section neutre pour la cage considérée, position qui se détermine à partir des 
vitesses de laminage et de rotation des cylindres de travail. Lorsque les calculs 
sont effectués avec un coefficient de frottement variable et un régime des ten- 
sions donné, la position de la section neutre est déterminée par la méthode des 
approximations successives. 

Remarquons que les calculs faits avec un coefficient de frottement variable 
le long de l’arc d'entraînement sont plus efficaces lorsqu'on étudie les contraintes 
de contact dans le foyer de déformation (par exemple, lorsqu'on évalue la tenue 
des cylindres). 

Lorsqu'on calcule les paramètres d'intégration (effort total, puissance de 
laminage, etc.), il est préférable d'utiliser les valeurs moyennes du coefficient 
de frottement prises le long de l’arc d’entraînement ; ceci permet de réduire 
considérablement le temps de calcul. 

On trouvera plus bas (fig. 85) la marche à suivre nour calculer les contraintes 
de contact surgissant dans un laminoir quarto 1 700 à coefficient de frottement 
constant et puis variable. 

La validité des calculs des régimes technologiques de laminage, effectués 
sur calculateur numérique, dépend dans une grande mesure de la connaissance 
de certains paramètres physiques du processus. Aussi, en analysant Je laminage 
à froid d'une bande mince sur un laminoir concret, importe-t-il d'utiliser les 
données expérimentales disponibles, obtenues dans des conditions proches de 
celles prévues par le calcul. Ainsi, les facteurs importants qui doivent être pris 
en considération sont la valeur et la loi de variation du coefficient de frottement 
et de la limite de fluage dans le foyer de déformation, la valeur de déplacement 
du tourillon du cylindre d'appui dans le palier à film d'huile, la rigidité de la 
cage, etc. 

Très souvent, malheureusement, dans le calcul des laminoirs déjà exploités, 
ainsi qu'à l'étape de projet des nouvelles installations, les données expérimen- 
tales font défaut. C’est pourquoi certains paramètres du processus doivent être 
évalués approximativement, ou déterminés par le calcul. 

La relation entre la limite de fluage du matériau de la bande et le taux de 
réduction est donnée dans le programme sous forme d’un tableau composé 
de 20 valeurs de o;, et de & pour près de 40 nuances d'alliages étudiées. On enre- 
gistre ces valeurs sur une bande magnétique et on affecte chaque alliage d’un 
numéro suivant lequel la relation o;, (e) propre à un alliage donné peut être 
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lue. On a également prévu la possibilité de déterminer la limite de fluage d’après 
les relations empiriques. 

Les paramètres correspondant au régime des réductions du laminoir continu 
peuvent être introduits dans le calculateur soit par la donnée des valeurs relatives 

es réductions dans toutes les cages, soit par la donnée de l'épaisseur de la 
bande à la sortie de chaque cage. Les pressions spécifiques inter-cages sont don- 
De valeurs absolues ou sont rapportées à la valeur instantanée de la limite 
e fluage. 

Parmi les données initiales caractérisant les paramètres du laminoir quarto 
et sa ne principale figurent les paramètres géométriques et physiques de la 
cage et du jeu de cylindres, les pertes à vide des moteurs principaux et le rapport 
de démultiplication du réducteur. 

Les données initiales, indispensables au calcul de la précision dimension- 
nelle du produit laminé (voir p. 5), sont: la non-uniformité de l'épaisseur et un 
changement éventuel des propriétés mécaniques du produit de départ, le batte- 
ment des cylindres d'appui, une variation éventuelle du réglage des vis de serrage 
lors du laminage et la variation de la vitesse de laminage. 

On introduit également dans le calculateur un certain nombre de constantes, 
caractérisant le nombre de cages (passes) considérées, le numéro de l’alliage, 
les valeurs admissibles de la pression et de la puissance de laminage, la précision 
demandée de la détermination du rayon de l'arc de contact déforme et de l'irrégu- 
larité de la bande ainsi que la précision du calcul des intégrales. 

Le programme prévoit plusieurs procédés d'impression en fonction des 
calculs effectués. 

L'organigramme d’algorithme du calcul des régimes technologiques du 
laminage continu, représenté sur la fig. 65, donne l’ordre des opérations et les 
principales caractéristiques de la résolution. 

Le bloc 1 convertit les données initiales du système décimal en système 
binaire et les transpose dans la dimension adoptée dans le programme. 

Le bloc 2 assure la lecture de la relation de la limite de fluage du matériau 
laminé en fonction de la réduction sur la bande magnétique d'après le numéro 
affecté à l’alliage dans le tableau 0,1 (e); il est chargé de la formation des cons- 
tantes et effectue des opérations auxiliaires nécessaires pour faire démarrerle calcul. 

Les blocs 3 et 4 déterminent, d'après les données initiales, le type du calcul 
à effectuer et préparent ce calcul. Si, par exemple, on calcule les paramètres 
de laminage en supposant le régime technologique variable, dans la deuxième 
Et et dans les suivantes on ajoute aux données initiales les accroissements 
obtenus. 

Les blocs 5 et 6 préparent, en fonction des données initiales, l'intégration 
de l’équation de laminage dans le foyer de déformation avec les conditions aux 
limites fixées à l’entrée et à la sortie des cylindres (si est donné le régime des 
tensions entre les cages) ou avec les conditions aux limites déterminées par la 
tension arrière et par la position de la section neutre (si est donné le régime des 
vitesses angulaires des cylindres ou si le calcul est effectué avec un coefficient 
de frottement variable). 

Les blocs 7, 8, 9, 10 et 11 assurent l'intégration de l’équation de laminage 
compte tenu de la déformation élastique de la bande à l'entrée et à la sortie du 
foyer de déformation et de la compression élastique des cylindres. 

Le bloc 22 calcule les paramètres énergétiques et les compare avec les valeurs 
admissibles. 

Le bloc 13 calcule des déformations élastiques de la cage. 

Le bloc 14 fait le détour du calcul de l'irrégularité longitudinale de l'épais- 
seur de la bande Jlaminée. 

Les blocs 15, 16 et 17 effectuent le calcul des paramètres de laminage lorsque 
les régimes technologiques varient. 

Le bloc 18 détermine certaines grandeurs en fin de calcul de la cage. 

Le bloc 19 réalise le passage au calcul de la cage suivante ou, lorsque le 
calcul est terminé, donne l'ordre d'imprimer les résultats. 

Le bloc 20 choisit, en fonction des données initiales, une variante de l’impres- 
sion des résultats du calcul des régimes technologiques. 
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Fig. 65. Organigramme de l'algorithme de calcul des régimes technologi- 
ques du laminage continu à froid de bandes minces 
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4. Evaluation avec la solution de Hitchcock de 
la précision des calculs des paramètres énergétiques 
du laminage à froid 


La méthode approchée de Ford basée sur la solution de Hitchcock 
et utilisée dans le modèle assure au processus itératif de la détermi- 
nation du rayon de l’arc de contact déformé une convergence rapide 
et une bonne concordance des résultats avec les données expérimen- 
tales dans les calculs du laminage des bandes d’une épaisseur rela- 
tivement grande et avec des réductions moyennes. 

Lorsqu'on calcule les paramètres de laminage des bandes min- 
ces — surtout si celles-ci sont en matériaux à haute résistance — et 
par de faibles réductions, la précision des calculs s'avère insuffi- 
sante. Bien que la solution de Hitchcock soit largement appliquée 
pour le calcul des paramètres énergétiques de laminage, nulle part 
dans les ouvrages il n’est question d'évaluer la précision fournie 
par cette méthode ni non plus du domaine de son utilisation. 

Pour évaluer la précision de la solution de Hitchcock on a effec- 
tué des calculs comparatifs en se servant du modèle mathématique 
décrit dans le p. 2 et du modèle, plus exact, décrit dans le ch. I *). 

On a comparé le laminage des bandes en aluminium, en acier 
08 Kku et en acier inoxydable du type 1Cri8Ni9Ti en faisant varier 
le degré des réductions et l'épaisseur du produit de départ. 

Pour le cas de l'aluminium on a constaté une bonne coïncidence 
des résultats obtenues à l’aide des deux méthodes, l'écart ne dépas- 
sant pas 1 % dans l'intervalle de variations des paramètres de 
départ. 

Dans le tableau 9, sont rassemblées les valeurs calculées de la 
pression exercée par le métal sur les cylindres lors du laminage de 
l’acier 08 Kn et de l'acier inoxydable, selon le modèle approché (la 
déformation élastique des cylindres étant calculée d’après Hitchcock) 
et le modèle exact. L'épaisseur initiale de la bande est passée de 
5 mm à 0,5 mm, les réductions de 40 à 3 %, les tensions ont été sup- 
posées nulles, le coefficient de frottement u = 0,06, la largeur de la 
bande 1000 mm et D,, — 500 mm. 

Dans le laminage des bandes minces en acier inoxydable et par 
de fortes réductions, le processus itératif de la détermination du 
rayon de l’arc de contact déformé est divergent et il est impossible 
de résoudre le problème par la méthode approchée. 

Il ressort du tableau 9 que si l’on fixe la précision des calculs à 
10 % et la réduction à 10 %, l’épaisseur initiale maximale qui assu- 
rera cette précision sera, dans ces conditions de laminage (les ten- 
sions étant nulles, u = 0,06), de 1 mm pour l'acier 08 Kkn et de 
2 mm pour l’acier inoxydable. 

Sur la fig. 66 sont représentées les courbes donnant les variations 
de la pression du métal sur les cylindres en fonction de l'épaisseur 


*) Dans la suite, le modèle décrit au ch. I sera appelé « modèle exact ». 
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Tableau 9 


Comparaison des résultats de calcul selon la méthode approchée (P,) 
et eXacte (P,.-) 


Acier O8uxn Acier 1CriSNi9Ti 


Mare 
roduit : 
‘de départ. 2, % P': PA Erreur, Pi: _. Erreur, 
CL " 0’ 
MN CE CNRS CR EST MN (tf) 7 MN({tf) | MN) Jo 


5 40 13.77 | 44,1 2,3 33,52 | 35,38 5,2 
(1377) | (1410) (3352) | (3538) 
20 8,2 8,3 1,8 18.65 | 19,25 3,6 
(820) (835) (1865) | (1925) 
10 97 5, 0,8 11.25 | 11,1 1,4 
(497) (501) (1125) | (1110) 
5 3,21 3,16 1,6 7,69 7.42 3,6 
(321) (316) (769) (742) 
3 2,41 2, 33 3,4 6.11 5,76 6,3 
- (241) (233) (611) (576) 
3 40 11,92 | 12,41 3,9 30,7 32.6 5,8 
(1192) | (1241) (3070) | (3260) 
20 6,82 6,98 2,3 16,14 | 15,65 3,1 
(682) (698) (4614) | (1565) 
10 4,08 4,11 0,7 9,65 9,25 4,3 
(408) (411) (965) (925) 
5 6,58 2,52 3,9 6,58 6,14 7,2 
(658) (252) (658) (614) 
3 1,97 1,87 5,3 5, 31 4,7 11,8 
(197) (187) (531) (475) 
1 40 10,91 | 411,5 5,1 = = = 
(1091) | (1150) 
20 5,89 6,02 0,5 15,23 | 13,8 10,1 
(589) (602) (1523) | (1380) 
10 3,53 3,51 0,6 8,25 6,65 | 24,2 
(353) (354) (825) (665) 
5 2,26 2,145 5,1 5,61 4,18 | 34,2 
(226) (215) (561) (418) 
3 1,72 1,55 | 11,0 4,61 12 | 48,2 
(472) (155) (461) (312) 
0,5 40 21,14 | 23,6 28,5 = _ _ 
(2114) | (2360) 
20 5,37 4,64 | 415,7 = == _ 
(537) (464) 
10 2,73 2,48 | 25,3 10,7 5,8 84,5 
(273) (218) (107) (580) 
5 1,68 1,28 | 31,2 6,93 3,5 98,2 
(168) (128) (693) (350) 
3 1,28 0,92 | 39,1 5,54 2,65 109 
(128) (92) (554) (265) 
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Fig. 66. Résultats du calcul comparatif de la pression du métal sur les 
cylindres en cas de laminage de l'acier à carbone 08 Kkn (a) et de l’acier inoxydable 
ACri8Ni9Ti (b) pour p = 0,4; qg, — g> — 0. Lignes en traits pleins — calcul 
sur modèle exact; lignes en traits interrompus — calcul sur la base de solution 
de Hitchcock. Les chiffres qe des courbes correspondent à la valeur de la 

réduction relative en % 
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du produit de départ pour des valeurs différentes de la réduction. 
Les courbes correspondent au laminage de l’acier 08 «n et à celui de 
l’acier inoxydable 1Cri8Ni9Ti,s de coefficient de frottement u — 
— (0,1, et sont prélevées à l’issue de calcul par les méthodes approchée 


10(1000) 


5(500) 


10(/000) 


Fig. 67. Comparaison des courbes de plasticité obtenues par le calcul 
pour les cas de laminage de l'acier au carbone 08 xn (a) et de l’acier inoxydable 

Cri8Ni9Ti (b) pour u = 0,1; g1 = ga = 0; lignes en traits interrompus — 
calcul pour cylindres rigides; lignes en traits pleins — calcul sur modèle 
exact ; lignes en points-tirets — calcul sur la base de la solution de Hitchcock 


et exacte. Les courbes de plasticité qui leur correspondent ainsi 
que les courbes de plasticité obtenues pour des cylindres rigides 
sont représentées sur la fig. 67. 

La comparaison des deux méthodes permet, si le calcul est ap- 
proché, d’en évaluer la précision et de déterminer, si cette précision 
est imposée, dans quelles conditions doit-on utiliser l’une ou l’autre 
de ces méthodes. 
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En conclusion soulignons que dans des conditions données (en 
particulier, lors du laminage des bandes minces par de faibles réduc- 
tions — voir tableau 9) la méthode approchée peut donner des résul- 
tats s'écartant considérablement de la réalité (l’erreur de calcul 
pouvant être de 100 %). 

Ajoutons encore que la méthode exacte nécessite un temps de 
calcul élevé surtout s’il s'agit de calculer un laminoir à cages mul- 
tiples ou l’irrégularité longitudinale de l'épaisseur d’une bande 
laminée. 


9. Calcul sur calculateur numérique de l’irrégularité 
longitudinale de l’épaisseur d’une bande laminée 


L'irrégularité longitudinale de l'épaisseur de la bande au cours 
du laminage à froid résulte de l’action de plusieurs facteurs dont les 
plus importants sont : l’irrégularité de l'épaisseur et le changement 
des propriétés mécaniques du produit de départ, l’instabilité des 
paramètres du processus technologique durant le cycle de laminage 
d'une bande (variation des tensions avant et arrière, variation du 
coefficient de frottement et des conditions thermiques, etc.), la 
variation de l'ouverture initiale entre les cylindres en raison de 
l'usure ou des battements des cylindres et la variation de l'épais- 
seur du film d'huile dans les paliers à film d'huile due à celle de la 
vitesse et de la pression de laminage. 

D'une façon générale, l’irrégularité longitudinale de l'épaisseur 
de la bande à la sortie de la cage considérée est donnée par l’équa- 
tion : 


6H; = f (6H, P,T, M.,k), (11) 


où ÔH, est l’irrégularité longitudinale du produit "de départ: 

P, la pression de laminage; 

T, le facteur de l'influence du régime thermique sur la varia- 
tion de l'épaisseur de sortie; 

M., le module de rigidité de la cage; 

k, un paramètre déterminant l'influence sur l'irrégularité 
longitudinale du battement et de l’usure des cylindres ainsi 
que de l’émersion du tourillon du cylindre d’appui dans le 
palier à film d'huile. 

La pression de laminage dépend elle aussi d’un certain nombre 

de facteurs : 


P = f(H1 Has Ro; B, Oÿ1, Ua Qis Qae (12) 


L'irrégularité longitudinale de l'épaisseur est donc une fonction 
complexe de plusieurs paramètres décrivant le laminage et les par- 
ticularités constructives de la cage. L'établissement de la relation 
liant ôH, et chacun de ces paramètres est un problème assez com- 
pliqué. 
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A partir des équations (11) et (12) on a déduit, dans les travaux 
1111, 112], l’ équation générale de l'irrégularité de l'é épaisseur de la 
bande laminée à froid (sans tenir — du de a thermique) : 


dH; = (M. dso + dH, +2 -dR Fe 


1 
0P 3, dP 9P : 
VB 0% don Col 2 ap 2 an + 2 dp) ’ (15) 


TT. 


où My = — TT. est le module (coefficient) de rigidité de la bande: 


So, l'ouverture initiale entre les cylindres de travail. 

Dans l'équation (13) les coefficients des différentielles sont les 
coefficients de transfert technologiques caractérisant l'influence des 
paramètres du laminage sur l’irrégularité de l'épaisseur de la bande 
laminée. Ces coefficients sont déterminés par différentiation de l’une 
des formules donnant l’effort de laminage. Pour cela on utilise des 
relations approchées et des coefficients semi-empiriques, ce qui, natu- 
rellement, risque d'affecter la précision avec laquelle a été définie 
l'irrégularité de l’épaisseur de la bande. 

L'emploi des méthodes numériques et des calculateurs permet de 
déterminer l’irrégularité longitudinale en résolvant simultanément 
l'équation différentielle de laminage et le système d'équations décri- 
vant les déformations élastiques des éléments de la cage. Dans ce 
cas, il n’est pas nécessaire de calculer les coefficients de transfert 
de la formule (13). La précision des calculs s'accroît puisqu'il n’est 
plus indispensable d'adopter des hypothèses à l'exception de celles 
faites en déduisant l'équation de laminage. 

La résolution s'effectue par la méthode des approximations 
successives. On suppose que le réglage du laminoir est constant 
quelles que soient les perturbations du régime technologique engen- 
drant l’irrégularité longitudinale de l'épaisseur. 

Dans la première approximation (itération), on fait le calcul du 
régime technologique sans tenir compte de la variation des para- 
mèêtres initiaux. On détermine en particulier la pression du métal P 
agissant sur les cylindres et la déformation élastique totale & de Ia 
cage (fig. 68). 

Dans la deuxième itération, on répète entièrement les calculs 
en tenant compte des accroissements des valeurs initiales. On déter- 
mine la pression P’ et la déformation ô’ de la cage correspondant 
aux nouvelles conditions de laminage. Une partie de la déformation 
Ô’ (qu’on désignera par 6) est compensée par les vis de serrage lors 
du réglage du laminoir. Donc, la différence des déformations Ô’ 
et Ô n’est pas compensée et c’est justement cette valeur qui exprime 
le changement de l'épaisseur de la bande à la sortie des cylindres: 


H, == H5+ (6 — 6), (14) 


H° étant 1 épaisseur initiale de sortie de la bande utilisée dans la 
première et la deuxième itérations. 
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Dans la troisième itération et dans les suivantes, on reprend le 
calcul en tenant compte des accroissements reçus, cette fois-ci pour 
l'épaisseur de sortie 7° qui est donnée par l'expression : 


HT = HA + (6m — Em-1). (15) 


On renouvelle le cycle itératif jusqu'à ce que i'épaisseur de sortie 
donnée H7"' et l’épaisseur calculée (H7) se confondent avec la 
précision requise. | 

Les déformations élastiques de la cage étant relativement faibles 
et vu qu'il est indispensable d'en faire la différence pour déterminer 


Fig. 68. Détermination de l'irrégularité d'épaisseur longitudinale de la 
bande en fonction de l'épaisseur du produit de départ et de l'écoulement initial 
des cylindres : 

1, 2 — rangs d'itérations 


l'épaisseur réelle de sortie de la bande, l'écart entre les valeurs 
données et les valeurs calculées des épaisseurs doit être très petit 
(de l’ordre de 0,1 %), ce qui entraîne une augmentation considé- 
rable du temps de calcul. 

En outre, la vitesse de convergence du processus itératif dépend 
du rapport de la rigidité de la cage à celle de la bande. Ainsi pour 
que le processus soit convergent pour M, < M», l'épaisseur de sortie 
dans chaque itération doit être tirée de l'équation: 


HP = HPA LE (Om — Ôm-1), (16) 


où G < MM. 

Lorsque € > M,./M,, le processus itératif diverge, donc il n'y a 
pas de solution. Le module de rigidité de la bande (pente de la courbe 
de plasticité), qui varie dans de larges limites, n’est pas calcule. 

Pour réduire le temps de calcul et lever le problème de la conver- 
gence du processus itératif, on emploie une méthode de résolution qui 
est fondée sur la détermination analytique du point d’intersection 
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de la courbe de plasticité avec le graphique de la ligne élastique du 
laminoir et qui permet de réduire sensiblement le nombre des itéra- 
tions sans sacrifier la haute précision de calcul. 

Sur la fig. 69 est représentée, à une échelle agrandie, une partie du diagramme 
de la fig. 68. La portion de courbe de plasticité qui contient le point correspon- 


dant à la solution recherchée peut être assimilée, avec suffisamment de précision, 
à une ligne droite. Donc, ayant obtenu, à l'aide de deux itérations seulement, 


A (Pr Hoin ) 62 (Pr Hères) 


7] ‘ ’ 
Hores foin #} Hzin / Pres 


Fig. 69. Calcul de la variation de l'épaisseur finale de la bande en fonction 
de l'épaisseur du produit de départ : 
1-4 — rangs d'itérations 


deux valeurs (une donnée, l'autre calculée) pour l'épaisseur de sortie et deux 
pour les pressions correspondantes, on détermine les valeurs réelles de la pression 
et de 3 pas eus de sortie comme le point d'intersection des droites 4,B, et 
AaBa (fig. 69). 

Les équations de ces segments de droites sont 


(Hine—Hins) (P—Ps)—(H— His) (Ps—P3)=0; } 


(17 
(Heat 2 — Heat 1) (P—P3) —(H — Hoai 4) (Ps —P3)=0 
ou encore 
| aP+bhll=u: aP+bLH=e, (18) 
où 
aj=Hino—Hinss = Hoato— Hent1; (19) 
by=boz —(Ps—P:;); (20) 


C1—= Ps +biHinss Co—0aoPs+boll eat 1: 

Dans les équations (17) et (19), H;,, et H;,+ sont les valeurs (données) 
de l'épaisseur initiale à la sortie de la cage dans la première et la deuxième 
itérations; on et Hiais,s les valeurs calculées de l'épaisseur. 

La pression et l'épaisseur cherchées sont tirées du système d'équations (18): 


cy bi | 
Ca bo _ A4 C2. 
P — as b; Fe Gj— Ga (] (21) 
Ge be 
dy C1 
&o Ca &yCo — GocC4 
H = = > —  , 
ay bil bi(as — ao) (22) 
&a be 


141 


Afin de réduire l'erreur de calcul dans la deuxième itération, l'épaisseur 
initiale est supposée égale (fig. 69) à: 
H in 1 + Heat 1 
2 


Hine= 


e (23) 


Dans certains cas, lorsque le calcul des régimes est effectué par de faibles ou de 
fortes réductions, et que le point d’intersection de la courbe de plasticité avec la 
ligne élastique du laminoir se trouve sur la partie inclinée de la courbe de plasti- 
cité, l'épaisseur de sortie calculée avec la formule (23) peut dépasser celle du 
produit de départ ou même être négative. Dans ce cas, on procède à une correc- 
tion de l'épaisseur initiale dans la deuxième itération: 


, Hin 
Hino= ns Met, (24) 


Ainsi, en fonction de la variation donnée de l'épaisseur u’entrée, on déter- 
mine celle de l'épaisseur de sortie et celle de la pression exercée par le métal 
sur les cylindres, le réglage du laminoir étant constant. 

Pour déterminer la variation des autres paramètres considérés, il faut 
effectuer une itération supplémentaire en prenant, pour épaisseur initiale de 
sortie, la valeur de //, obtenue avec la formule (22). 

Parfois, pour s'assurer de la précision voulue dans le calcul des régimes du 
laminage de métaux, si ceux-ci sont à haute résistance ou si les accroissements des 
valeurs initiales sont importants, il faut, après avoir déterminé l’épaisseur 
finale de la bande avec la formule (23), effectuer deux itérations supplémentaires 
au moyen des formules (17)-(22) et trouver un nouteau point d'intersection 
des droites et une valeur nouvelle (plus précise) de l'épaisseur de sortie. 

D'une facon analogue on détermine la variation de l'épaisseur de sortie 
lorsque varie l’un quelconque des paramètres dr laminage: la tension avant 
ou arrière, la position des vis de serrage, la limite de fluage, le battement des 
cylindres, etc. On étudie également les conséquences d’une variation simultanée 
de plusieurs paramètres. 


Jusqu'ici on a examiné le calcul d'une seule cage. Quand on cal- 
cule le laminoir continu pour épaisseur d'entrée introduite dans une 
cage, on prend l'épaisseur de sortie de la cage précédente, obtenue 
après modification des conditions de laminage. Il s'ensuit que les 
diverses perturbations agissent sur l’ensemble du laminoir. 

La fig. 70 illustre le calcul des régimes, la position des vis de 
serrage et la tension de la bande étant variables. 

La variation de l'épaisseur de sortie étant calculée, on détermine 
la valeur relative de l’irrégularité longitudinale à la sortie de cha- 
que cage: 


et le coefficient d’égalisation [111] de chaque cage comme le rapport 
des valeurs relatives de l'irrégularité de l'épaisseur à l'entrée et à 
la sortie des cylindres: 


hoc i1= Vi, 26 
ez.{ Ÿ: ( ) 

En analysant l'influence que le battement des cylindres exerce 
sur les paramètres du processus, on étudie le régime correspondant 
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aux variations maximales de l'épaisseur de sortie dues aux batte- 
ments des cylindres inférieur et supérieur, ces variations étant de 
même signe. Dans ce cas, les sommes des valeurs données des batte- 
ments des cylindres supérieur et inférieur dans chaque cage (valeurs 
absolues) se présentent sous forme d’accroissement de l'ouverture 


Fig. 70. Détermination de l'irrégularité d'épaisseur de la bande en fonc- 
tion de la tension et de l’écartement initial des cylindres: 
1-2 — rangs d'itérations 


initiale entre les cylindres (As;). Si l'on a besoin d'évaluer l’action 
simultanée des battements et de la variation éventuelle de la posi- 
tion des vis de serrage, la grandeur As; doit être déterminée comme la 
somme de ces deux valeurs. 

Il est assez difficile, faute de données expérimentales sûres, d’éva- 
luer, au moyen de la méthode proposée, la précision avec laquelle 
a été déterminée l’irrégularité de l'épaisseur des bandes laminées. 
Pourtant, il est évident que dans ce cas la précision résultante est. 
plus élevée que dans les méthodes graphiques. 


6. Etude sur calculateur numérique de l’influence 
des paramètres technologiques de laminage à froid sur 
l'irrégularité longitudinale d’épaisseur de la bande 


Les paramètres de construction des cages et les régimes technolo- 
giques du laminage doivent être choisis de façon à utiliser au maxi- 
mum l'effet d’égalisation de l’irrégularité longitudinale d’épais- 
seur du produit. Le coefficient d'égalisation k,, (k., pour la i-ème 
cage du laminoir) peut prendre les valeurs suivantes : 
ke, > 1 — l'irrégularité relative initiale d'épaisseur est supérieure 

à la finale; la cage diminue l'irrégularité longitudinale: 
k.g = 1 — l'irrégularité relative initiale d'épaisseur est égale à la 
finale : 
k.g < 1 — la cage fait augmenter l’irrégularité relative. 


L'ouvrage [111] donne l'expression suivante pour le calcul du 
coefficient d’égalisation : 


M 1—e 
ke= (145) =, (27) 
où q— Po 

dP/011 

L'expression (27) peut être facilement utilisée pour l'analyse 
qualitative de l'influence de tel ou tel paramètre de laminage sur 
l'irrégularité d'épaisseur de la bande et sur le coefficient d’égalisa- 
tion. En déterminant la valeur de k,, au moyen de la formule (27), 
on rencontre les mêmes difficultés de détermination de «& et de M}, 
que dans le cas de calcul des coefficients de transfert dans l’équa- 
tion (13). 

La méthode décrite au p. 5 a été programmée sur calculateur 
« MINSK:-22 » en vue de mettre en évidence la relation qui lie l’évo- 
lution de l’irrégularité longitudinale d'épaisseur de la bande et le 
coefficient d’égalisation de la cage aux paramètres tels que: la 
réduction, l'épaisseur et l'irrégularité d'épaisseur du produit de 
départ, le battement des cylindres, la tension, le coefficient de 
frottement et d’autres pour les diverses conditions de laminage. 

Les calculs ont été effectués en supposant les tensions inter-cages 
constantes lorsque varie l'épaisseur de la bande à la sortie de la 
cage, à l'exception des cas où est donnée la variation de la tension 
dans un intervalle quelconque inter-cages. 


Réduction relative, irrégularité d'épaisseur et limite 
de fluage du matériau du produit de départ 


En distribuant la réduction totale suivant les cages du laminoir 
continu et en choisissant le régime des réductions pour un laminoir 
à cage unique, on doit tirer le maximum des possibilités de l’équi- 
pement (puissances optimales et couples des moteurs de la commande 
principale, effort de laminage, tenue des cylindres) et assurer une 
haute qualité du produit (irrégularités longitudinale et transversale 
d'épaisseur, forme et état de surface). 

La fig. 71 représente les variations du coefficient d’égalisation 
et de l'irrégularité longitudinale d'épaisseur en fonction de la réduc- 
tion lors du laminage des bandes en acier 08 Kkn d'épaisseur initiale 
différente. Le coefficient de frottement u = 0,1, la vitesse de lami- 
nage Uram — 9 m/s, l’irrégularité relative d'épaisseur du produit de 
départ #, — 10 %. Les calculs sont effectués pour un laminoir 1 700. 

On voit, sur la fig. 71, que l'influence de la réduction sur le 
coefficient d'égalisation dépend de l'épaisseur du produit de départ 
et du degré de déformation du métal laminé. Aux faibles réductions 
(jusqu’à 10 %), le coefficient d’égalisation croît avec l'accroissement 
de la réduction pour décroître ensuite à des réductions moyennes. 
Lorsque les réductions sont élevées, le coefficient k,, croît lorsque 
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croît le degré de déformation. Remarquons que pour les bandes 
minces l'accroissement de k,, pour de faibles réductions et son dé- 
croissement pour des réductions moyennes s’opèrent d'une façon 
moins intense que par rapport aux bandes épaisses. Quand les réduc- 
tions sont élevées, k,., commence à croître pour des petites valeurs 
du degré de déformation, et ce d’une manière plus intense que dans 
le cas de bandes épaisses. 

Une telle relation entre le coefficient d’égalisation et la réduc- 
tion peut être expliquée qualitativement en analysant l'équation (27). 


Y, 7 


Fig. 71. Variation du coefficient d'égalisation (a) et de l'irrégularité 
d'épaisseur longitudinale relative de la bande (b) en fonction de la réduction 
(a =9=0; p = 0,1; ÿ = 10 %) 


Dans cette expression les grandeurs & et (1 — e) décroissent lorsque 
la réduction croît, la rigidité M. de la cage demeurant pratiquement 
constante. La rigidité M}, de la bande varie en fonction de la pente 
de la courbe de plasticité. 

Aux faibles réductions, le coefficient k,, est surtout influencé 
par le brusque décroissement du module de rigidité de la bande, ce 
qui entraîne un accroissement du coefficient d'égalisation. Bien 
que le modèle n'autorise pas les calculs lorsque les réductions sont 
proches de zéro, on admet, naturellement, que lorsque la réduction 
est nulle, k,, — 1 quelle que soit l’épaisseur du produit de départ. 

Aux réductions moyennes, la pente de la courbe de plasticité 
varie peu lorsque la réduction croît, le caractère de variation de 
k., dépendant de la vitesse de décroissement du numérateur et du 


> ; + 1—E€ 
dénominateur dans la relation ee 
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L'examen de la fig. 71 montre que lorsque l'épaisseur des bandes 
est relativement grande, le coefficient d’égalisation correspondant à 
la zone des réductions effectives décroît. Celui-ci ne décroît pas lors- 
que la rigidité de la bande augmente d’une manière plus intense 
dans le laminage des bandes minces. 

L'accroissement de la réduction entraîne une brusque augmenta- 
tion de la rigidité de la bande, donc on peut négliger le terme A7./11, 


U J00(10)  200(20) 30080) 


0 20 co EX AG, MNmE(Kkgf/mm!) 
Fig. 72. Influence de l'irrégularité d'épais- Fig. 73. Variation de k,, en 
soeur du produit de départ sur le pouvoir fonction de la résistance à la 
correctif de la cage déformation du produit de départ 
Hz emmiqg =g=0nu—= 0.1 (gi = ge — 0; € 7 20 Co; 

nu = O1; 4, 10 9,): 
1— H,,- 3 mm: 2 — 1H, Î mm 


dans l'équation (27). Dans ce cas, le coefficient d'égalisation est 
tiré de l'expression k,., — — . Dans cette expression, le numé- 


rateur et le dénominateur varient plus rapidement, mais & s'annule 
à la réduction qui correspond à l'épaisseur minimale de la bande. 
Le terme (1 — €) étant égal à zéro lorsque e — 100 %, on admet 
que & décroît plus vite que le terme (1 — €), d’où un accroissement 
considérable du coefficient d’égalisation aux fortes réductions. 

I] ressort aussi de la fig. 71 que dans la gamme de réductions de 
travail le coefficient d'égalisation s'accroît, à une réduction donnée, 
avec l'augmentation de l'épaisseur du produit de départ. 

La variation de la limite de fluage de la bande à l'entrée de la 
cage et l'augmentation de l'irrégularité d'épaisseur du produit de 
départ entraînent une augmentation de l’irrégularité longitudinale, 
malgré d’élévation du coefficient d'égalisation avec l'accroissement 
de l’irrégularité initiale. 
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Sur la fig. 72 sont représentées les courbes de la fonction k,, (e) 
pour les valeurs différentes de l’irrégularité initiale de l'épaisseur 
de la bande. La fig. 73 représente les variations du pouvoir égalisa- 


teur de la cage en fonction de la limite de fluage du produit de départ. 


Coefficient de frottement 


L'accroissement du coefficient de frottement a pour effet d’aug- 
menter la pression du métal sur les cylindres et le module de rigidité 
de la bande. L'accroissement du module de rigidité de la bande 


Fig. 74. Influence du cocfficient de frottement sur le pouvoir correctif de 
la cage: 
a — H, -: 3 mm; q:=9: 0; Va 10%: b— er = 20%; q. g:--0: Ÿ, -- 10 % 


entraîne (voir la formule (27)) une baisse du pouvoir égalisateur 
de la cage, les autres conditions étant égales. 

La fig. 74 montre que le coefficient d'égalisation décroît lorsque 
le coefficient de frottement croît, la réduction et l'épaisseur initiale 
de la bande variant dans de larges limites; dans ce cas, l’allure des 
courbes k,, (€) est sans influence sur le coefficient de frottement. 


Tension de La bande 


La tension influe fortement sur le pouvoir égalisateur du lami- 
noir. La fig. 75 donne les variations du coefficient d'égalisation en 
fonction de la tension lors du laminage d’une bande en acier 08 Kn 
d'épaisseur initiale de 3 mm (réduction € — 20 %, coefficient de 
frottement 1 = 0,1). Les courbes Z et 3 illustrent les variations du 
coefficient d’égalisation en fonction des tensions avant (courbe 2) 
et arrière (courbe 7). La courbe 7 représente les variations du coeffi- 
cient d'égalisation, les tensions avant et arrière étant égales. La fig. 76 
représente les variations du coefficient d'égalisation en fonction de 
la réduction (avec les tensions qŸ = q* — 0,2). 


dus 447 


On voit sur les fig. 75 et 76 que le coefficient k,, croït lorsque la 
tension croît, et que l’allure de la courbe « coefficient d’égalisation- 
réduction » n’est pas modifiée lors du laminage avec tension *). 

Lorsque la tension est élevée, on observe une diminution de la 
rigidité, qui entraîne [voir la formule (27)] une augmentation du 
coefficient d’égalisation ; d'autre part, lorsque la tension croît, & 


0 QT 42 03 %& 


Fig. 75. Influence de la tension sur Fig. 76. Variation de k... en fonction 


le coefficient d’égalisation : de la réduction (//, = 3 mm; n = 
1—H,, (af = af) 2—h,,(q®): — 0,1: y — 10%): 
5 ke (a?) 1—\s =- 0: qi = q® = 0,2:.2— As — 


gù = = 0 ; 3— As= 0,1 mm: qŸ — 
g® -- 0.—2; As variation de l’écartement 
initial des cylindres de travail 


croît, d’où il en résulte un effet contraire sur le coefficient d’égalisa- 
tion. Les calculs effectués ont montré que l'influence de la variation 
de la rigidité du produit laminé était prédominante. 

Sur la fig. 77 sont représentées les courbes de plasticité relatives 
à des bandes d’épaisseur initiale de 1 mm et 3 mm ainsi que les 
courbes de plasticité établies pour le cas où l’épaisseur initiale varie 
de 10 %, les tensions de laminage étant différentes. Le coefficient « 
qui est égal au rapport des dérivées partielles de la pression exercée 
par le métal sur les cylindres par rapport à l’épaisseur d'entrée et 
de sortie [111] peut être graphiquement déterminé comme le rapport 
de la portion ab à la valeur de l’irrégularité d'épaisseur du produit 
de départ ô/,. De l'examen de la fig. 77 il découle que la longueur 
de la portion ab (et par conséquent le coefficient &) croît, pour une 
réduction donnée, avec l'augmentation de la tension. Cet accroisse- 
ment est d'autant plus sensible que les bandes sont minces et les 
réductions importantes. Cependant, la portion ab variant très peu, 


*) Dans le cas général, l'influence exercée par la tension sur le pouvoir 
correctif du laminoir doit être étudiée de pair avec celle des autres paramètres 
de laminage et également des paramètres des cages de laminage (voir aussi p. 7). 
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il en résulte que l'influence de 1a rigidité de la bande sur le coeffi- 
cient d’ égalisation devient prédominante (sur la fig. 77, la rigidité 
se calcule à l’aide de la relation M, — bc/ab). Notons que pour déter- 
miner les coefficients d'égalisation à l’aide de la méthode élaborée, 


CORTE 
DE \ 15 


PMN(LF) 


20(2000) 


15(/500) 


70 (000) 


5 (500) 


\ 
Ke 
RE C 


Fig. 77. Influence de la tension sur l’allure des courbes de plasticité en cas 

de laminage d’une bande d'épaisseur initiale 47, — 1,0 mm (a)et 11, — 3 mm (b). 

Les lignes en traits interrompus sont des courbes de plasticité pour H, = 1.1 mm 
(a) et 71, -- 3,3 mm (b): 


1 gt 0: 2 — Qi = q8 :: 02: 3 — QÙ =: Qù — O4: 4 — QÙ — qù — 0.6 


il n’est pas indispensable de calculer « et A, ; la variation de ces coef- 
ficients par rapport à la tension n’est étudiée qu'à titre d’illustra- 
tion. 

La fig. 78 représente la relation liant le coefficient d’égalisation 
de la cage à l'accroissement de la tension avant Ag, lors du laminage 


119 


d'une bande de 3 mm d'épaisseur, la réduction € étant de 20 %, 
la tension arrière qgŸ = 0, la tension avant qg° — 0,2, le coefficient 

de frottement u = 0,1 et l’irrégularité 
ke du produit de départ %#, — 10 % 


7. Etude sur calculateur de l'influence 

des paramètres de construction de la 

cage sur l'irrégularité longitudinale 
d'épaisseur de la bande 


N 


Battement des cylindres d'appui 


Le battement des cylindres d'appui 
Cr (résultant de l’excentricité de la table 
12 Le et des tourillons des cylindres) entraî- 


ne une variation cyclique de l’ouver- 
ture entre les cylindres et, par con- 
séquent, une variation de la pression 
de laminage, de l'épaisseur de la 
pr er 0.05 QI -005 0 005  G14g; bande laminée, des tensions et des 
TT 22 0 02 03 4 autres paramètres du processus. La 


variation de l’ouverture entre les cy- 

Fig. 78. Variation du cocffi- lindres résultant du battement dépend 

cient d’égalisation en fonction aussi bien de l’excentricité des cylin- 

de la tension avant dres d'appui inférieur et supérieur que 

rimes RH 1 qu décalage initial des angles de phase 
qi = 0: gi = 0.2 nr 70): : : 

1— AS 0: # — As 0.1 mm et de Ja vitesse de laminage. On 

obtient un battement maximal sous 

l'effet conjoint des excentricités totales des cylindres d'appui infé- 

rieur et supérieur, et c'est précisément ce battement maximal 

qui a été considéré au cours des études. 

Les calculs dont les résultats seront exposés plus bas sont effec- 
tués pour un laminoir continu 1700 (500 1300 X 1700 mm). 

La fig. 79 représente les variations du coefficient d’égalisation 
en fonction du battement des cylindres d'appui pour le cas du lamina- 
ge, à des réductions différentes, d’une bande en acier 08 Kkn de 
2 mm d'épaisseur. Les tensions d'entrée et de sortie sont supposées 
nulles, le coefficient de frottement u =: 0,1 et l’irrégularité d'épais- 
seur du produit de départ est de 10 %. 

L'influence de la réduction préliminaire sur le coefficient d’éga- 
lisation est indiquée sur la fig. 80, où l’on trouve les courbes repré- 
sentant les variations du coefficient d’égalisation en fonction de la 
réduction lors du laminage d’une bande en acier 08 ki d'épaisseur 
initiale J, = 2 mm. Les tensions qgf = q5 — 0,2, le coefficient de 
frottement u — 0, 8, l'irrégularité d'épaisseur du produit de départ 
est égale à 10 % et le battement des cylindres d'appui à 0,05 mm 
(la variation de l'ouverture entre les cylindres de travail étant As — 
= 0,1 mm). 


450 


Les fig. 79 et 80 montrent que le coefficient d'égalisation décroît 
brusquement lorsque croît le battement, la loi de variation de k,, 
en fonction de la réduction restant la même pour les valeurs diffé- 
rentes du battement. 

Remarquons que l'influence du battement sur la diminution du 
coefficient d'égalisation est plus forte lorsque les tensions inter- 


0 70 20 J0 E&,?, ( 70 20 JO 40 E.% 
Fig. 79. Influence du battement des Fig. 80. Influence de la réduction 


cylindres d'appui sur le coefficient préalable de la bande et du battement 

d'égalisation de la cage (4, — 2 mm; des cylindres d'appui sur le coefficient 

nm 0: qg  :9 0; 4%), = 10%)  d'égalisation (77, — 2mm; qÿ = qi — 
}: 


1, 3 — Epr | 0: 2, 4 — Er = 33°, 
cages et la réduction préliminaire sont plus élevées et que l'épais- 
seur de la bande est plus petite. 

La fig. 81 représente les variations du coefficient d’égalisation 
en fonction de la tension et du battement des cylindres d'appui. 
On remarquera que la vitesse d’accroissement de k., avec l'augmen- 
tation de la tension baisse brusquement si l’on tient compte du 
battement des cylindres. Dans le cas où le laminage s'effectue avec la 
réduction préliminaire (courbe 4), et que les tensions varient de 
0,20,;, jusqu’à 0,40,,, on n'enregistre aucun accroissement de k... 
Il en résulte que si l’on néglige le battement des cylindres, l’aug- 
mentation des tensions entre les cages entraîne un accroissement 
considérable du coefficient d’égalisation tandis que dans le cas du 
laminage d’un métal dur, la tension n'influence pratiquement pas 
le coefficient d’égalisation si l’on tient compte du battement. 

L’irrégularité longitudinale d'épaisseur de la bande résultant 
du battement des cylindres lors du laminage sur un laminoir continu 
est fonction du battement des cylindres dans chaque cage. La part 
de l’irrégularité due au battement des cylindres (à condition que 
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celui-ci soit le même dans chaque cage) dans l’irrégularité finale de 
l'épaisseur de la bande dépend du coefficient d'égalisation de chaque 
cage (l'irrégularité observée dans toute cage précédente varie dans 
les cages suivantes en fonction des coefficients d'égalisation de ces 
dernières), de l'épaisseur et de la rigidité de la bande, du régime de 
réductions et de tensions, etc. Pour 
analyser qualitativement Ja liai- 
son existant entre l'irrégularité 
longitudinale d'épaisseur de la ban- 
de et le battement des cylindres, on 
peut se servir de la formule sui- 
vante qui définit l’irrégularité longi- 
tudinale [111]: 


dis ds Mods 
LE E Ha (1 : ME ] Hs (A1. — pb) 
7 Me 
(28) 


où ds est la variation de l'ouvertu- 
re entre les cylindres résul- 
tant en particulier du bat- 


tement des cylindres; 

N/ s: 
Fig. 81. Variation de k., en fonc- 1 +5 — k,, le coefficient de 
tion de la tension et du batte- transfort de la cage montrant 


ment des cylindres d’appui en cas l'épai de I 
de réduction préalable de la bande comment l'épaisseur de la 


(H, = 2mm: e = 20 %:u — 0.08; bande varie à la sortie de la 
Ÿo == 10 %): cage en fonction de la varia- 
Sn . tion de l'ouverture initiale 


entre les cylindres. 

On peut voir d’après la formule (28) que l'irrégularité d’épais- 
seur de la bande causée par le battement des cylindres est plus pro- 
noncée dans les premières cages en raison d’une faible rigidité de la 
bande laminée. D'autre part, lors du laminage sur un laminoir 
continu l'épaisseur de la bande s’amincit de cage en cage. ce qui 
entraîne une augmentation de l'irrégularité d'épaisseur. 

La fig. 82 représente les courbes de plasticité Z et 7° relatives à 
des bandes d'épaisseur initiale H, — 3 mm et H, = 2 mm, sans 
réduction préliminaire dans la première cage d’un laminoir continu ; 
les courbes 2 et 2’ décrivent le laminage avec une réduction pré- 
liminaire de 25 % dans la deuxième cage et les courbes 3 et 3° — 
le laminage avec une réduction préliminaire de 50 % dans les troi- 
sième et quatrième cages. 

Il ressort des données indiquées sur la fig. 82 qu'au fur et à 
mesure que le durcissement du métal augmente, le dénominateur de 
l'expression (28) diminue pour la deuxième cage et s'accroît pour 
les troisième et quatrième cages, cet accroissement étant plus marqué 
dans le cas du laminage de bandes minces (tableau 10). 
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Tableau 10 


Données sur irrégularité longitudinale d'épaisseur suivant les cages 
du laminoir continu due au battement des cylindres d'appui 


à 
Epaisseur n° de la , | .. Ha(Me + 

initiale de la courhe entnhles de He, mm DST + M}), 

bande, mm sur la fig. 52 Hs ({. mm) MAN (tf) 
3 1 (l 2,4 8,U (800) 31 (3100) 
A 29 1,7 9,9 (950) 25 (250) 
3 50 1,2 16,0 (1600) | 26 (2600) 

| 


2 1° (Ù 1,9 42,0 (1200) | 23.5 (2550) 
2” 25 1.0 15,0 (1500) 3 } (2000) 
3’ 50 0,6 35,0 (3500) 24 (2400) 


*) M. =- BGN 'm (500 tfimm). 


Cependant on ne peut analyser définitivement (qualitativement) 
l'influence exercée par le battement des cylindres d'appui dans une 


BE MN(tf) 
15(1500) 


70(/000) 


5(500) 


5 y, MM 


Fig. 82. Courbes jde plasticité en cas de laminage des bandes avec réduction 
préalable (q% = q# — 0,2; pu — 0,072): 


LV —Err= 0:22 —e, = 5%: F— €pr = 50 


cage quelconque sur l'irrégularité d'épaisseur de la bande laminée 
que si l’on tient compte du régime réel des réductions et des tensions 
ainsi que des accroissements des valeurs de départ. 


153 


Les résultats de l'étude de l'influence du battement dans les 
différentes cages d’un laminoir quarto continu 1700 lors du laminage 
d’une bande de 3 X 1 X 1000 mm sont rassemblés au tableau 11. 
L'irrégularité d'épaisseur du produit de départ est de 10 %, le 
battement des cylindres d'appui est de 0,05 mm (As = 0,1 mm), 
le coefficient de frottement dans toutes les cages : u — 0,08. 


Tableau 11 


Influence du battement des cylindres dans les cages sur le pouvoir 
correctif des cages du laminoir continu 


h 


cg. 
O » |: 
n as [HI e, ©, qg9i 
As; () As: se u,! àzn ne n,1 Asa Ù ,f As: — 0,1 As; Éoe 0,1 
1 24 0,2 1.364 | 1.133 1,364 1,364 1,364 1,133 
2 24 0,2 1.226 | 1,304 0,929 1,226 1,226 1,013 
3 24 (1,2 1.190 | 1.182 1,227 0,829 1.150 | 0,974 
EA 24 0,06 | 1,169 | 1,185 1.295 1,313 | 0,825 1.043 


to 
to 
ES 


2,0% 


1.16 


2,01 | 1.82 | 4.58 


hogs  Koghogkeghes, | 


On voit du tableau 11 que c’est le battement des cylindres dans 
les dernières cages du laminoir qui exerce la plus grande influence 
sur le coefficient total d'égalisation du laminoir continu. 


Rigidité de la cage 


En étudiant l'influence de la rigidité de la cage sur l’irrégularité 
longitudinale d'épaisseur de la bande et sur le coefficient d’égalisation 
de la cage, il ne faut pas perdre de vue qu'un groupe de facteurs 
entraînant l'irrégularité longitudinale de l'épaisseur (épaisseur non 
uniforme et variation des propriétés mécaniques du produit de 
départ, variation du coefficient de frottement) implique un accrois- 
sement de la rigidité de la cage pour accroître la précision de laminage 
tandis qu’un autre groupe (battement des cylindres, variation de 
l'épaisseur du film d'huile dans les paliers à film d'huile) exige la 
diminution de la rigidité. En outre, l’influence de la rigidité de la 
cage sur l'irrégularité longitudinale d'épaisseur est déterminée 
par le type de produit laminé et par les conditions de laminage. 

Sur la fig. 83 sont tracées les courbes représentatives des relations 
du coefficient d’égalisation en fonction de la rigidité de la cage lors 
du laminage d’une bande d'épaisseur initiale H, = 3 mm et H, — 
— 1 mm, pour divers battements des cylindres. Dans les calculs, 
le coefficient de frottement u = 0,08, la réduction e = 20 %, 
la tension 9, = ge = 0 et l'irrégularité d'épaisseur du produit de 
départ %, : 10 %. 
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On peut voir d'après la fig. 83 que le taux d’accroissement du 
pouvoir égalisateur de la cage, dû à l’augmentation de la rigidité 
de cette dernière, diminue 
avec l'accroissement du 
battement des cylindres et 
l'accroissement de la rigi- 
dité de la bande laminée. 
L'accroissement de la rigi- 
dité de la cage entraîne une 
diminution du coefficient 
d'égalisation pour certai- 
nes valeurs du battement 
des cylindres. Ainsi, lors 
du laminage d’une bande 
de 1 mm d'épaisseur, le coef- 
ficient d'égalisation com- 00 400 600 600200 400 600 800 
mence à diminuer lorsque Mps /mm 


le battement devient égal . 4... . . . . _—.— 

x Fig. 83. V'ari u coeffici ; sa- 
à 0,05 mm (As = 0,1 mm); Pig; 83: Nariation di cost ef 
pour une bande de 3 mm pour différentes valeurs du battement des 
d'épaisseur, la diminution cylindres d'appui (e — 20%; p — 0,08; 
se produit avec un batte- 99 — 9 = 0: Ÿe — 10 %) lors du laminage 
ment égal à 0,45mm (As= d'une bande //, — 3mmd(a)et II, = 1 mm (d) 
— 0,3 mm). 

Il en résulte que la ri- 
gidité optimale de la cage 
ne peut être déterminée 
qu’à partir des conditions 
concrètes du laminage et 
compte tenu du type de 
produit laminé. Comme le 
montre la fig. 83, sur un 
laminoir continu, lorsque 
le battement des cylindres 
d'appui est le même dans 
toutes les cages, il importe 
de diminuer la rigidité des 
cages progressivement, de 
la première à la dernière, 
étant donné que la rigidité 


de la bande s'accroît durant Fig. 84. Variation du cocfficient d'égalisa- 


son passage dans le lami- {j6n (courbes / à 4) et de la rigidité de la 
noir en raison deson amin- cage (courbe 5) en fonction de la largeur de 
cissement et de sa dureté. la bande: 

La fig. 84 représente les | 
variations de la rigidité A1. 
de la cage en fonction de la largeur B de la bande laminée. Lorsque 
la largeur de Ia bande croît de S00 mm jusqu'à 1900 mm, la 


N, © 


Ke Me, Nm (tf/mm) 
6,4(640) 


6,0(600) 


36(560) 


4 6(c40) 


4,0(400) 


9 36(360) 
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rigidité de la cage du laminoir 1700 passe de 4,4 à 5,35 GN ;m (de 440 
à 535 1f/mm) (la rigidité étant déterminée sur la ligne de la bande). 
Cependant, la fig. 83 montre que le coefficient d'égalisation dé- 
croît malgre l'augmentation de la rigidité de la cage lorsque croît 
la largeur de la bande. 

La fig. 84 représente également les variations du coefficient 
d'égalisation en fonction de la largeur de la bande d'épaisseur 
H, = 3 mm et H, — 1 mm, sans (courbes 7 et 3) et avec battement 
des cylindres d'appui (courbes 2 et 4), les conditions le laminage 
étant celles de la fig. 83. La diminution du coefficient d'égalisation 
sur la fig. 84 s'explique par le fait qu’au fur et à mesure que la lar- 
geur de la bande s'accroît la rigidité est pratiquement proportion- 
nelle à cet accroissement et exerce sur le coefficient d’égalisation une 
influence beaucoup plus marquée que l'accroissement de la rigidité 
de la cage. Si k., décroît moins vite lorsqu'on tient compte du batte- 
ment des cylindres ou si même il croît légèrement (courbe 4), c'est 
que l’influence du battement des cylindres d'appui est plus forte 
lorsqu'on lamine des bandes moins rigides, donc moins larges. 


8. Emploi des calculateurs numériques pour l’analyse 
des régimes technologiques de laminage continu 


Les principales caractéristiques du laminage à froid de larges 
bandes sont la productivité et l’économie ainsi que la qualité du 
produit laminé. La productivité augmente avec l'accroissement de 
la vitesse de laminage et de la réduction totale. En choisissant ces 
paramètres, on doit tenir compte d’un certain nombre de facteurs 
technologiques et de contraintes dont les plus importants sont [4]: 

1) les contraintes sur la valeur maximale de la pression du métal 
sur les cylindres; 

2) la charge admissible limitée par la puissance et par le cou- 
ple maximaux de la commande électrique ; 

3) les tolérances sur les variations d'épaisseur transversales, 
la planéité et d’autres paramètres déterminant la qualité de la bande ; 

4) les contraintes sur la température en fin de laminage du pro- 
duit de départ et de la bande laminée à froid. 

5) l'usure des cylindres, la consommation des liquides frigorifi- 
ques et lubrifiants et d’autres matériaux en fonction du régime des 
réductions. 

6) la stabilité du processus et la fiabilité du fonctionnement des 
systèmes de réglage et de commande automatiques. 

Cependant, l’économie du procédé ne croît, avec l'augmentation 
du rendement, que jusqu’à une certaine limite au-delà de laquelle 
les cadences d’accroissement des investissements et des frais d’'ex- 
ploitation l'emportent sur celles de la productivité du laminoir [4]. 
L'accroissement du rendement de la productivité du laminoir peut 
se faire aux dépens de la qualité du produit. D'où la nécessité de 
définir des critères pour optimiser les régimes technologiques du 
laminage. 
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Ces critères étant difficiles à formuler rigoureusement, il serait 
intéressant d'étudier les régimes dans lesquels on optimise non la 
totalité des paramètres, mais un seul (ou plusieurs) : par exemple, 
la détermination du régime qüi admette la plus grande réduction 
totale du point de vue de la charge du moteur, sans évaluer la qualité 
du produit et en négligeant les autres facteurs. 

Jusqu’à ces dernières années, en analysant les régimes technolo- 
giques du laminage, on mettait l'accent sur les problèmes relatifs 
à l'élaboration des laminoires qui assureraient le laminage d'une 
gamme requise de produits avec le maximum de rendement. On a 
élaboré des méthodes pour le calcul des paramètres énergétiques et 
on les a déterminés empiriquement sur des installations industriel- 
les. On n’a attaché moins d'intérêt à l’étude de la précision dimen- 
sionnelle de la bande. 

Aujourd’hui, on emploie largement la simulation mathématique 
sur des calculateurs numériques afin d'analyser le laminage et d'en 
choisir la conduite la plus rationnelle. 

La précision avec laquelle sont déterminés les paramètres de 
laminage lorsqu'on utilise le modèle mathématique dépend non 
seulement du choix des relations mathématiques de base, mais 
également de la connaissance exacte des caractéristiques physiques 
nécessaires au Calcul du régime considéré. Par exemple, les résultats 
des calculs sont fortement influencés par le coefficient de frot- 
tement dans le foyer de déformation. 

On regrettera l'absence de moyens efficaces pour déterminer le 
coefficient de frottement au cours du laminage. C'est pourquoi, 
comme cela a été indiqué dans le ch. I p. 5, le coefficient de frotte- 
ment est parfois défini comme un paramètre libre sur la base des 
données expérimentales en fonction d’autres paramètres du proces- 
sus, le plus souvent en fonction de l'effort de laminage (voir par 
exemple (26-28, 113, etc.]). Cependant, la détermination de l'effort 
de laminage d’un laminoir continu industriel n’est pas chose aisée, 
vu qu’il est indispensable de connaître, outre la valeur exacte de 
l’effort proprement dit, les paramètres du régime en présence des- 
quels on a enregistré l'effort de laminage considéré. Il est donc néces- 
saire de déterminer exactement la tension et l'épaisseur de la bande 
dans chaque intervalle inter-cages, la vitesse de laminage, etc. 


Tableau 12 


Données initiales ct résultats du calcul de l’un des régimes 
de laminage de l’acicr 08 Kn sur le laminoir quarto 1700 


AL LE he e,% | 95 = 0/Etise [la MM) p, MN(t) Ne di 
1 3,2 | 2,4 23 0,2 14,9 8 (800) 38 (3,8) 
2.4 1,75 | 29 0,2 13,9 10 (1000) 15 (7,5) 
3 1,75 | 1,4 19 0,11 9,5 8 (800) 60 (6,0) 
4 1,4 11.2 15 0,06 7,9 7 (700) 40 (4.0) 
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D'après les recherches effectuées par divers auteurs, le coeffi- 
cient de frottement dépend de la vitesse de laminage [111, 114-116], 
varie d’une cage à l’autre d’un laminoir continu [113], dépend du 
degré de durcissement [28] et de la température [117] du métal 
laminé, etc. 

Aussi, en calculant les régimes technologiques d’un laminoir 
continu donné, importe-t-il de disposer des valeurs des coefficients 


Cage 2 Cage 3 Cage 4 


Cage] 
2, MN/mE(kgf/mm 2) 
7200 (120) ! 
1000(/00) | / 
860(80) JP À | 


600 (60) \ L 
OL 
so0(c0) | L , 
200 (20) 02 
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400 (40) 


200(20) 


Fig. 85. Epures des pressions spécifiques (7) des forces de frottement de 

contact 7 et des contraintes axiales (a) dans la bande lors du laminage de l'acier 

0,8kn dans un laminoir quarto 1700 et courbes de variation de la limite de 
fluage 2t,,.. du matériau de la bande dans le foyer de déformation (2) 


de frottement obtenus sur ce laminoir dans des conditions de lami- 
nage proches de celles calculées. Par contre, si l’on effectue des cal- 
culs à titre de comparaison et qu’on analyse l’ensemble des régimes 
technologiques de laminage on peut admettre que le coefficient de 
frottement est constant dans toutes les cages du laminoir continu. 
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On s’est servi du modèle mathématique (voir p. 2) pour étudier 
les régimes de laminage de l’acier de construction à bas carbone 
08 Kn dans trois laminoirs à froid du mème type, à savoir : des lami- 
noirs 1700 des usines métallurgiques de Jdanov (A) et de Tchérépovets 
(B) et un laminoir 1680 de l’usine « Zaporojstal » (C). 

La fig. 85 donne, à titre d'exemple, les résultats du calcul du 
régime (tableau 12) de laminage sur un laminoir continu à froid 
quarto 1700 de l'usine métallurgique Illytch de Jdanov. Les lignes 
en traits interrompus représentent les épures des contraintes de contact 


£,% BMN(ÉF) C, kWm(tfm) 


2. J 
Numero de la rage 


Fig. 66. Répartition des réductions relatives (a). des pressions totales (b) 
du métal sur les cylindres ct des couples de laminage (c) suivant les cages d’un 
laminoir continu lors du laminage d'une bande 1 X< 1000 mm dépuis un produit 
de départ 3 >: 1000 mm aux régimes différents : 
1 — usine A: 2 — usine B; 3 — usine C 


dans le foyer de déformation (p, t) et celles des contraintes axiales 
(g) dans la bande, ces épures ayant été établies en supposant que le 
coefficient de frottement est constant sur l’étendue de l'arc d’entrai- 
nement (u = 0,1). 

Dans le tableau 13 sont rassemblées les valeurs des réductions 
relatives €, des tensions spécifiques inter-cages 9%, des pressions 
totales de laminage P, de la puissance de laminage pour un cylindre 
N et des coefficients d’égalisation totaux k4..- pour le laminage de 
bandes différentes sur les laminoirs A, B et C. Le coefficient d'égali- 
sation à été déterminé avec une différence d'épaisseur du produit 
de départ de 10 % et un battement des cylindres de 0,05 mm. La vites- 
se de laminage viim — 20 m/s. 

Les diagrammes de distribution des réductions relatives dans 
les cages pour le laminage d’une bande 1 X 1000 mm de dimensions 
initiales 3 X 1000 mm ainsi que des pressions totales exercées par 
le métal sur les cylindres et de la puissance de laminage sont repré- 
sentés sur la fig. 86. 
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Tableau 13 


Régimes de laminage sur les laminoirs continus en fonction 
du type de produit *) 
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Un examen du tableau 13 et de la fig. 86 montre que même sur 
les laminoirs continus du même type, les régimes technologiques des 
réductions et des tensions peuvent différer sensiblement l'un de 
l’autre. 

De nombreux auteurs ont étudié les divers régimes du laminage 
à froid de la bande. Ainsi, par exemple, l'ouvrage [118] montre que 
les régimes dans lesquels à chaque cage on diminue la réduction rela- 
tive (à mesure que la bande s’amincit et que croît le degré d’écrouis- 
sage du métal) présentent peu d'intérêt. On a proposé des régimes 
caractérisés par de faibles réductions dans la première cage et par 
des réductions plus importantes dans la dernière. Les ouvrages 
(54, 119 et 120] aboutissent à la même conclusion. La nécessité d’ap- 
pliquer de faibles réductions à la première cage s'explique par le 
fait que la différence relative d'épaisseur de la bande diminue d’une 
façon plus intense pour de faibles réductions du métal non écroui. 
L’irrégularité d'épaisseur du produit de départ ne doit être corrigée 
que dans la première cage, étant donné que dans les cages suivantes 
où les vitesses périphériques des cylindres sont importantes, la 
différence d'épaisseur du métal résultant d’une variation de la ten- 
sion inter-cages peut être la cause de pannes. La réduction relati- 
vement grande du métal dans la dernière cage diminue le risque de 
rupture de la bande, vu que celle-ci s'engage dans la dernière cage 
avec une épaisseur élevée et une marge de plasticité; ceci permet 
d'accroître la vitesse de laminage. En outre, les réductions impor- 
tantes appliquées à la première cage du laminoir continu peuvent 
provoquer des charges de choc considérables dans l'éventualité 
d’une variation des propriétés physiques ou des paramètres géomé- 
triques du produit de départ (par exemple, en cas du laminage des 
joints soudés), ce qui à son tour peut donner naissance à des fluctua- 
tions importantes de la pression de laminage et des tensions inter- 
cages et compromettre la stabilité du processus. Si le coefficient de 
frottement diminue lorsque la vitesse croît, un régime à réductions 
croissantes permettra une distribution uniforme de la pression de 
laminage dans les cages. 

De ce point de vue, le régime de l’usine A est à préférer ; cepen- 
dant, seul le calcul suivi d’une vérification expérimentale (voir 
également p.p. 10, 11), et non une analyse qualitative du proces- 
sus, peut montrer combien ce régime est optimal. Ainsi, par exemple, 
il faut déterminer quelle réduction doit être appliquée dans la pre- 
mière cage pour assurer la meilleure correction de la bande, et quelle 
est la plus rationnelle des valeurs maximales de la réduction dans 
la dernière cage, étant donné que l'accroissement de la réduction 
entraîne celui du gauchissement et de l’ondulation de la bande ainsi 
que de la charge sur les moteurs d'entraînement de la dernière cage. 

Une attention particulière doit être accordée au choix des ten- 
sions inter-cages. Pour réduire la charge qui agit sur les cylindres, 
il y a lieu d’augmenter la tension; or, la tension supportée par l'en- 
rouleuse étant limitée, force est donc de limiter la tension en amont 
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de la dernière cage, sinon on constaterait un brusque accroissement 
de la charge sur les moteurs de la dernière cage, qui aurait pour 
effet de limiter la vitesse de laminage. Dans le régime C, le couple et 
la puissance de laminage sont plus élevés que dans le régime A, bien 
que la réduction soit plus faible dans la quatrième cage, et la vitesse 
de la bande à la sortie de la dernière cage y sera limitée par une gran- 
deur de l’ordre de 15 m/s (compte tenu des pertes par frottement et 
de la puissance à vide). En augmentant la largeur de la bande on 
limite naturellement la vitesse admissible de laminage (ces grandeurs 
sont inversement proportionnelles). 

Les fig. 87, 88 représentent, à titre d'exemple, les diagrammes 
de la répartition des tensions dans le foyer de déformation pour 
divers régimes de réductions et de tensions d’un laminoir continu 
quarto 1700 (tableau 14). Dans toutes les cages le rayon des cylin- 
dres est supposé égal à R;, — 250 mm; dans toutes les variantes 


Tableau 14 


Données initiales relatives au calcul de la répartition des tensions 
suivant les cages du laminoir continu 1700 


Cage ! Cage 2 
87,a | 3,0 | 2,4 | 0,2 | 0,25 | 2,4 | 1,92 | 0,2 | 0,25 
67,b | 3,0 | 2,7 | 0,1 | 0,1 | 2,7 | 1,9 | 0,3 | 0,1 
88,a | 3,0 | 2,1 | 0,3 | 0,25 | 2,1 | 1,9 | 0,1 | 0,25 
88 ,b | 3,0 | 2,1 0,3 | 0,1 | 2,1 | 1,98 | 0,25 | 0,1 

Cage 3 Cage 4 
PONS | mm | + | ® mi | mm | % | dE 
87,a | 1,92 | 1,54 | 0,2 | 0,25 | 1,54 | 1,22 0,2 | 0,1 
87,b | 1,9 | 1,32 | 0,3 | 0,1 | 1,32 | 1,18 0,1 | 0,1 
88,a | 1,9 | 1,7 | 0,1 | os | 1,7 | 1,2 0,3 | 0,1 
88,b | 1,58 | 1,34 | 0,15 0,1 1,34 | 1,2 0,1 | 0,1 
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Fig. 87. Répartition des contraintes dans le foyer de déformation suivant 
les cages d'un laminoir continu (eg: 0,2 — 0,2 — 0,2 — 0,2; 0,1 — 0,3 — 
— 0,3 — 0,1) (voir tableau 14) 


11% 163 


Cage ! Cage 2 Cage J Cage 4 
P(8), MN/m?(kgf/mmè) LA ” - 


(0 4 
/000(100) 
600 (80) 


000 (60) 
400 (40) 
Hi "| 


T(8), NET LE ” EE — 
AL) RS M NÉ 


0 


-100 (-10) 


g(8} MN/mE(kgf/mm£) 
209 (20) 


(/] 


- 209(-20) 9zr LA ; UE Ê re 

age Cage Cage 4 
p(#), js HT gf/mmÈ A “ Le 
7000( 160) 


690(80) 


600(60) 
400 (40) 
200(20) | 


T(8), DRE rap "Hs 
700 (10) 
0 
-100(-10) 


g(8), MN/mE(kgf/mm È) 


200(20) 


+ 200(-20) Je rs es nm a 


Fig. 88. Répartition des contraintes dans le foyer de déformation suivant 
les cages d’un laminoir continu œ 0,3 — 0,1 — 0,1 — 0,3; 0,3 — 0,25 — 
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de laminage, l'épaisseur du produit de départ H:1 = 3,0 mm et le 
coefficient de frottement u = 0,1 restent les mêmes. 

Il résulte de ce qui a été dit précédemment que le choix des con- 
ditions optimales pour la commande d’un processus aussi compliqué 
que le laminage continu soulève de grosses difficultés. La simula- 
tion mathématique et les calculateurs numériques permettent une 
tentative d'optimisation. 


9. Calcul, sur calculateur numérique, des régimes 
optimaux de laminage continu à froid des bandes minces 


Le laminage sur un laminoir continu est une fonction de plusieurs 
variables. Pour obtenir le régime optimal, il faut déterminer les 
extrémums de cette fonction et trouver un système optimal de 
paramètres qui satisfera à un système d'équations composé des 
dérivées partielles de la fonction à optimiser par rapport à tous les 
paramètres. Cependant, l'insuffisance dela description mathéma- 
tique du processus et l'absence de critères d'optimisation rigoureu- 
sement énoncés, ainsi que le temps relativement grand nécessité 
par le calcul d’une seule variante de laminage sur calculateur numé- 
rique, rendent difficile l'emploi des méthodes classiques de recherche 
de l’extrémum où les fonctions de plusieurs variables sont rempla- 
cées successivement par une fonction d’une variable dont on étudie 
l'influence sur le régime de laminage. 

En choisissant, par le calcul, les régimes technologiques les 
plus rationnels, on admet souvent que les charges sur les moteurs 
ou les cylindres sont uniformément réparties dans les cages. Le 
modèle mathématique de laminage continu qui a été mis au point 
(p. 2) permet en outre d'apprécier le régime optimal des réductions 
et. des tensions du point de vue de l'obtention de l’irrégularité mini- 
male d'épaisseur de la bande laminée. 

Lors du laminage d’une bande de dimensions données, la réduc- 
Lion totale est choisie à priori; c'est pourquoi le choix d'un régime 
optimal de réductions visant à obtenir une irrégularité minimale 
d'épaisseur de la bande se réduit à la répartition de cette réduction 
totale dans les cages du laminoir continu de telle sorte que le coeffi- 


cient d’égalisation soit le plus grand possible (k,,.s — [| keg.i). 
1 


Des recherches ont été effectuées en vue de déterminer la répar- 
tition la plus rationnelle des réductions dans les cages d’un laminoir 
continu quarto 1700 pour le laminage d'une bande en acier O8K1 
1 X 1000 mm dérivant du produit de départ 3 X 1000 mm : tensions 
inter-cages 0,20,,, vitesse de laminage 20 m/s, coefficient de frotte- 
ment dans toutes les cages  — 0,08 et différence d’épaisseur initiale 
Yo = 10 %. 

Le tableau 15 contient les résultats des calculs des coefficients 
d’égalisation de chaque cage et donne les valeurs des coefficients 
d’égalisation totaux du laminoir à la sortie de chaque cage pour 
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plusieurs variantes de répartition des réductions dans les cages: 
1) régime à réductions égales dans toutes les cages; 2) régime à 
réductions décroissantes d’une cage à l’autre; 3) régime à faibles 
réductions dans les première et dernière cages et à fortes réductions 
dans les deuxième et troisième cages ; 4) régime à fortes réductions 
dans les première et dernière cages et à faibles réductions dans les 
deuxième et troisième cages; 5) régime à réductions croissantes 
d'une cage à l’autre. 
Tableau 15 


Calcul des coefficients d’égalisation pour des répartitions 
différentes des réductions suivant les cages du laminoir continu 1700 
(po ::10%, gf: — 0,2; pu —0,08 ; acier 08 Kn) 


As; —Ù As; — 0,1 mm 
n° de la I, ; : « 
jant e, % 24° P, MAN (tf) ; 1 
de caleui di Rep. i [Lee î Ro. i [| Reg. È 
1 
| 24 2,28 7,6 (760) 1,364 1,133 
24 1,73 | 8,57 (857) 1,226 1,672 1,013 1,148 
24 1.31 | 9,38 (938) 14,150 1.923 0,974 1.118 
24 1,09 { 11,26 (1126) 1,165 2,240 1,023 1,146 
| 
2 35 | 1,95 [10,76 (1076) | 1,319 1,075 
28 1,40 10 (1000) 1,192 1,572 0,986 1,061 
20 1.12 | 8.93 (893) 1,153 1,813 0,975 1,035 
10,71 1,00 | 7,76 (776) 1,181 2,142 1,016 1,052 
3 15 2,55 | 5,09 (509) 1,402 1,181 
28 1,84 | 8,94 (894) 1,227 1,719 0,992 1,171 
35 1,18 112,14 (1214) 1,194 2,051 4,002 1,173 
15 1,00 | 8,98 (898) 1,155 2,368 0,982 1.152 
4 31 2,07 | 9,62 (962) 1.350 1,098 
16 1,73 | 7,09 (709) 1,230 1.663 1,055 1,159 
16 1.45 | 7,46 (746) 1,156 1,922 0,989 1,147 
31 1,00 | 12,83 (1283) 1,148 2,209 0,995 1,141 
5 10 | 2,70 | 3,71(371) | 1.422 1,209 
18 2,20 | 6,39 (639) 1,195 1,699 1,032 1,248 
30 1,54 | 10,04 (1004) 1,149 1,918 0,959 4,172 
39 1,0 113,74 (1374) 1,160 2,266 0,988 1,183 


On a démontré plus haut (p. 7) que le pouvoir correctif d’une 
cage et du laminoir tout entier est sensiblement influencé par le 
battement des cylindres d'appui, aussi les calculs ont-ils été effec- 
tués sans tenir compte du battement et avec un battement de 0,05 mm 
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des cylindres d'appui (variation de l'ouverture entre les cylindres 
de travail As — 0,1 mm). 

Sur le tableau 15 on constate que les régimes correspondant aux 
valeurs maximales des coefficients d’égalisation totaux diffèrent 
selon qu'on prend ou non en considération le battement des cylin- 
dres d'appui. En tenant compte du battement des cylindres, le 
meilleur coefficient d'égalisation du laminoir a été obtenu dans un 
régime à réductions croissantes ; dans le cas du calcul sans battement 
des cylindres, le coefficient d'égalisation total du laminoir est plus 
grand pour le régime à faibles réductions dans les première et dernière 
cages. Ces deux régimes (régime à réductions croissantes et régime 
à faibles réductions dans les première et dernière cages) ont servi 
de point de départ pour trouver ceux à variation minimale d'épais- 
seur sur la longueur de la bande. 


Tableau 16 


Paramètres énergétiques aux régimes de réductions optimaux 
lors du laminage de la bande 1*X1000 mm de dimensions initiales 
3X1 mm sur le laminoir continu quarto 1700 


n° du régime 


n° de 1 IL lil IV 
la cage 
P, N, P, N, P, N, P, N, 
e. Vo [AIN (tp) AW [€ olMN«G) AW ÎLE [MN Gp) kW | € MN) RW 
4 130 9,33 | 950131,7| 9,81 | 1070 | 10,0| 3,71 |—380| 10 Re — 380 
(933) (981) (374) (371) 
| 
2 26,2 | 9,31 | 2310 | 26,8] 9,53 | 2390 1 31,5] 9,51 | 2170] 14,8] 5,74] 620 
(931) (953) (951) (574) 
3 122,61 9,32 |[2240123,3| 9,6 12415 | 39,4] 13,05 | 4960] 26,1| 9,0 | 2070 
(932) (960) (1305) (900 
4 16,71 9,35 | 2390 | 13,0] 8,37 | 2320 | 10,7| 7,76| 2110] 41,21 15,06! 5900 
(935) (837) (776) (1506) 
keg. = 1,08 [2,18] * 1,07 [2,16] | 1,19 12,48] | 1,23 12,34] 


*) Les valeurs de k,, g. = entre crochets ne tiennent pas compte du battement des cy- 
lindres. | 


Dans le tableau 16 sont consignées les valeurs de la pression totale 
et de la puissance par cylindre pour les conditions de laminage du 
tableau 15 et les régimes de réductions en cas de la répartition uni- 
forme de la pression de laminage suivant les cages (régime I), en 
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cas de la charge égale sur les moteurs d'entraînement (régime Il) 
ainsi que les régimes caractérisés par l'irrégularité minimale longi- 
tudinale d'épaisseur lorsqu'on néglige (régime III) et on prend en 
considération le battement des cylindres (régime IV). 

On voit sur le tableau 16 que pour obtenir une répartition uni- 
forme de la pression de laminage et de la puissance (régimes Î et II), 
on doit diminuer les réductions de la première à la quatrième 
cage. Notons que les régimes Î et II diffèrent peu l’un de l’autre 
et qu'ils sont proches du régime de réductions adopté par l’usine C 
(voir p. 8). 

Pour obtenir des variations longitudinales d'épaisseur de bande 
minimales sans tenir compte du battement des cylindres, il faut 
appliquer de petites réductions dans les première et dernière cages 
(régime TITI). Ce régime de réductions est le plus proche de celui pra- 
tiqué dans l'usine À. 

Lorsque, dans les conditions réelles de laminage, il est impossible 
de négliger le battement des cylindres, on peut obtenir une variation 
minimale d’épaisseur longitudinale en optant pour un régime à 
réductions croissantes d’une cage à l’autre (régime IV). Cette con- 
clusion est en accord avec les considérations physiques qui ont pré- 
sidé au choix des régimes rationnels de réductions [118-120] ainsi 
qu'avec les résultats des essais effectués à l’usine (p. 10). 

La puissance de laminage (et surtout la puissance statique) dans 
la quatrième cage du régime IV est supérieure à la puissance admis- 
sible du moteur principal qui est égale à 4800 ZW pour le laminoir 
1700 des usines A et B, malgré les valeurs relativement faibles de la 
tension arrière dans la quatrième cage et de la largeur de la bande 
(ge3 = 0,26,,; B = 1000 mm). Pour réduire la puissance de lamina- 
ge, il faut diminuer la réduction dans la quatrième cage, ce qui aura 
pour effet d'accroître l’irrégularité d'épaisseur, ou bien de modi- 
fier les tensions dans la quatrième cage, c’est-à-dire diminuer la ten- 
sion arrière et augmenter, si C’est possible, la tension sur l’enrou- 
leuse. 

On a indiqué plus haut (p. 6), lors de l’analyse de l'influence 
de la tension sur le pouvoir correctif d’une cage, que le coefficient 
d’égalisation de’ la cage croît lorsque la tension croît. 

Cependant, la tension croît moins vite lorsque croissent le batte- 
ment des cylindres et le degré de durcissement du métal et que 
décroît l’épaisseur de la bande. Dans le cas d’un laminoir à cages 
multiples cela veut dire que la diminution de la tension dans le 
dernier intervalle inter-cages, qui est nécessaire pour réduire la 
puissance dans la quatrième cage (régime IV), ne doit pas entraîner 
de variation sensible du coefficient d'’égalisation total du lami- 
noir. 

Le tableau 17 donne les valeurs de la pression et de la puissance 
de laminage ainsi que les coefficients d'égalisation totaux des cages 
et du laminoir pour différents régimes de tensions. Les conditions 
du laminage correspondent au régime IV selon le tableau 16. Sur le 
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tableau 17 (régimes I-III) on voit que l’accroissement des tensions 
inter-cages entraîne celui du coefficient d’égalisation total du lami- 
noir que l’on tienne ou ne tienne pas compte du battement des 
cylindres. On voit également (régimes IV, V) qu'une diminution de 
moitié de la tension avant la quatrième cage entraîne une diminution 
de 1 à 3 % du coefficient d’égalisation total. 

I] faut tenir compte du fait que l’abaissement de la tension dans 
le dernier intervalle inter-cages, tout en diminuant la puissance de 
laminage dans la quatrième cage, augmente la puissance de laminage 
dans la troisième cage et la pression de laminage dans les deux der- 
nières. Ceci doit être pris en considération lors du choix du régime 
technologique de réductions et de tensions. 

En pratique, lorsqu'on choisit un régime rationnel de réductions 
et de tensions en vue d'obtenir une irrégularité longitudinale mini- 
male d'épaisseur de la bande, les réductions appliquées dans la 
première cage doivent être comprises entre 10 et 15 %, i.e. dans 
l'intervalle qui contient l'extrémum de la fonction k,,(e) (voir 
fig. 71) ; quant au régime des troisième et quatrième cages, son choix 
doit procéder des conditions de charge maximale sur les moteurs 
d'entraînement. 

Il résulte de l’examen des régimes technologiques actuellement 
utilisés (tableau 13) et des régimes indiqués au tableau 16 que le 
choix d'un régime rationnel de réductions permet à lui seul d’'amé- 
liorer la précision dimensionnelle de la bande de 10 à 15 %. 

Rappelons que dans les recherches mentionnées, l'irrégularité 
d'épaisseur du produit de départ a été supposée égale à %, — 10 %, 
le battement des cylindres d'appui étant de 0,05 mm (As = 0,1 mm). 


Tableau 18 


Influence du battement des cylindres d'appui (As/2) 
sur le pouvoir correctif du laminoir 


rs Re. j Pour 4s mm 
care 0 | 0,05 | 0,1 | 0,2 

1 1,422 1,307 1,209 1,052 
2 1,202 1,113 1,048 0,960 
3 1.136 1,027 0,958 0,873 
4 1,207 1,080 1,013 0,928 

keg. = | 2,342 | 1,614 | 1,231 | 0,819 

| 


Dans le tableau 18 sont consignées les valeurs des coefficients 
d'égalisation de chaque cage et les coefficients d'égalisation totaux 
du laminoir pour diverses valeurs du battement des cylindres d'appui. 
Les autres conditions du laminage correspondent au régime IV du 
tableau 16; par exemple l’irrégularité d'épaisseur du produit de 
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départ #, — 10 %. On constate qu’en faisant diminuer le battement 
des cylindres d'appui de 0,1 à 0,025 mm, on parvient à doubler pra- 
tiquement la précision de la bande laminée. 

Dans le tableau 19 sont rassemblées les valeurs des coefficients 
d'égalisation des cages et les coefficients d’égalisation totaux du 
laminoir, ainsi que les valeurs de l'irrégularité d'épaisseur longitu- 
dinale Ÿ, de la bande laminée à la sortie de la quatrième cage pour 
diverses valeurs de l'irrégularité d'épaisseur du produit de départ %Ÿ. 
Les autres conditions du laminage correspondent au régime IV du 
tableau 16; par exemple le battement des cylindres d'appui est de 
0,05 mm (As = 0,1 mm). 


Tableau 19 


Influence de l’irrégularité d'épaisseur 
de produit de départ sur le pouvoir correctif du 
laminoir et sur l’irrégularité d'épaisseur 
de la bande laminée 


n de la cage 


5 | {u | 20 
1 1,050 1,209 1,323 
2 0.961 1.048 1,124 
3 0,877 0,958 1,025 
4 0,948 1,013 1,064 
keg. © | 0,839 | 1,231 | 1,623 
Yi. ‘0 | 5,9 | 8,1 12,3 


Il résulte du tableau 19 que l'accroissement de l'irrégularité 
d'épaisseur du produit de départ entraîne celui du pouvoir correctif 
du laminoir. Par exemple, lorsque l'irrégularité d'épaisseur du 
produit de départ croît de 5 à 20 %, le coefficient d’égalisation total 
du laminoir passe de 0,839 à 1,623, i.e. il double presque. L'irré- 
gularité d'épaisseur de la bande augmente elle aussi du double 
vu que l’irrégularité d'épaisseur initiale du produit de départ 
quadruple. 

Donc le battement des cylindres et l'irrégularité d'épaisseur 
initiale du produit de départ sont les paramètres essentiels détermi- 
nant la précision du laminage. C’est pourquoi le choix des régimes 
rationnels de réductions et de tensions qui assureraient des varia- 
tions minimales d'épaisseur longitudinales au cours de laminage 
doit être guidé par le souci de réduire l’irrégularité d'épaisseur et 
l'instabilité des propriétés mécaniques du produit de départ ainsi 
que les battements des cylindres. 
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10. Influence de l’accélération et de la décélération 
du Jlaminoir sur les principaux paramètres 
du laminage continu 


En régimes d'accélération et de décélération du laminoir continu, l'irrégu- 
larité d'épaisseur longitudinale est influencée essentiellement par deux facteurs : 
la diminution du coefficient de frottement dans le foyer de déformation par 
suite de l'élévation de la vitesse de laminage et la variation de l'ouverture entre 
les cylindres de travail résultant de l’émersion des tourillons des cylindres d’an- 
pui dans les paliers à film d'huile provoquée par la variation de la vitesse de 
laminage [36, 97, 121, 122]. L'ouvrage [123] note que l'accélération et la décé- 
lération d'un laminoir rapide n'exercent pas le même effet sur l’irrégularité 
d'épaisseur de la bande. Par exemple, si l'on diminue la vitesse de laminage 
d'un palier, on n’observe pratiquement aucun changement d'épaisseur de la 
bande à la sortie du laminoir. En règle générale, l'épaisseur de la bande varie 
lorsque les vitesses établies sont relativement faibles — moins de 7,5 m/s — et 
s’il y a accélération jusqu'à 7,5 ou 8 m/s. La diminution assez rapide de l'épais- 
seur de la bande à la sortie du laminoir résulte de l’action conjointe des deux 
facteurs précités. 

Examinons les résultats des recherches [124] effectuées sur l'influence 
qu'exercent les régimes d’accélération et de décélération d'un laminoir continu 
à froid quarto 1700 de l'usine métallurgique Illytch de Jdanov sur les para- 
mètres de laminage. 


Caractéristiques techniques du laminoir continu à froid quarto 1700 


Diamètre des cylindres de travail, mm ............ 500/470 
Diamètre des cylindres d'appui, mm .............. 1300/1220 
Longueur de la table des cylindres de travail et d'appui, mm . . 1700 


Vitesse maximale de Jlaminage, m/s . . . . . . . . . . . . . . 25 
Pression maximale du métal sur les cylindres, MAN (tf) . . . .. 18 (1800) 
Masse maximale de la bobine, t................ 30 
Vitesse de déplacement des vis de serrage au cours du laminage, 

MINE HS D Tan lee ei Rp SA SAN ire 7,29 
Vitesse de déplacement des vis de serrage lors de la levée des 

cylindres, mm/mn . ...................... 24 
Course maximale de la vis de serrage, mm... ........ 440 
Rapport de multiplication moteurs/vis de serrage . . . . . . . 796 
Pas de filetage de la vis de serrage, mm ........... 10 


On a mesuré et enregistré les paramètres suivants: la pression du métal 
sur les cylindres dans toutes les re du laminoir, la tension de la bande dans 
l'intervalle inter-cages, l'épaisseur de la bande à l’entrée et à la sortie de chaque 
cage, les vitesses des cylindres et de la bande dans toutes les cages, les tensions 
et les courants des moteurs d'entraînement des cages et de l’enrouleuse. En com- 
parant les vitesses des cylindres avec celles de la bande, on a obtenu des données 
sur la progression dans les cages du laminoir. 

Pour la mesure des paramètres indiqués, en guise de capteurs on s’est servi 
d'extensomètres pressducteurs, de dynamomètres de compression, de jauges 
d'épaisseur du type 9MK-3M qu'on a fixées en amont et en aval de la 1-itre, 
2-ième et 3-iéme cages et d’une jauge d'épaisseur isotope HT-5250 [36] derrière 
la 4-ième cage. 

On a utilisé des capteurs à induction de l'écart angulaire (sur la base du 
Spies BBK-24) pour mesurer la vitesse des cylindres et les galets des jauges 
d'épaisseur à contact 9MK-3M pour la vitesse de la bande. Toutes les mesures 
ont été effectuées à l’aide de schémas sans amplificateurs par calibrage des 
capteurs avant et pendant le travail. Tout au long de l'expérience le calibrage 
a été maintenu constant. Pour l'enregistrement on a utilisé des oscillographes 
OU et H-105. Les conditions expérimentales sont décrites dans l'ouvrage 
[125]. 
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La plupart des paramètres accusent une certaine oscillation. Dans le cadre 
de la présente recherche on a cru possible d'évaluer la stabilité des paramètres 
d’après leur valeur nominale, qui a été déterminée comme la moyenne d’ampli- 
tude d’oscillation. On a relevé la variation des paramètres dans toutes les cages, 


Fig. 89. Variation des pressions suivant les cages d'un Jlaminoir continu 
quarto 1700 en cas de laminage du joint soudé avec décélération: 
1 — 4 — rapport AP,/P,, pour des cages respectives ; I — portion de vitesse constante avant 
la décélération du laminoir (v, = 5,86 m/s); II — portion de décélération du laminoir, 
111 — portion du laminage du cordon à une vitesse réduite (D. = 3,54 m/s); IV — portion 
d'accélération du Jlaminoir; V — portion de vitesse constante après accélération (v, = 
= 9,8 m/s); P,, — valeur moyenne du paramètre pour un laps de temps donné (voir tableaux 
20 ct 21); AP — écarts absolus courants du paramètre par rapport à la valeur moyenne 


chacune d'elles étant caractérisée par sa propre période d'oscillation. Les périodes 
d'oscillations sont proportionnelles à la vitesse de laminage et sont de l'ordre 
de grandeur de la période de rotation des cylindres. 

Les variations de pression, de tension et d'épaisseur de la bande pendant le 
laminage ont été rapportées aux valeurs moyennes des paramètres respectifs 
calculées pour un intervalle de temps donné. 

La dynamique de variation des principaux paramètres (P, T, H) en régimes 
de décélération et d'accélération du laminoir est examinée sur l'exemple du 
laminage de deux joints d’une même bobine selon la technologie ordinaire 
(tableau 20-22). 

Tout d’abord on a analysé les variations de pression, de tension et d'épais- 
seur de la bande en fonction du temps. Pour ce faire, la zone de laminage d'un 
joint soudé a été subdivisée en cinq parties correspondant dans le temps à un 
tel ou tel régime de vitesse: la I-ère partie au processus établi (avant le ralentis- 
sement), la II-ème partie au ralentissement, la 11I-ème partie au laminage du 
joint à vitesse réduite; la IV-ème partie à l'accélération et, enfin, la V-ème 
partie au processus établi (après l'accélération). 

Lors du laminage du premier joint, la période de ralentissement a duré 
2s et la vitesse de laminage derrière la 4-ème cage du laminoir est passée de 
Uiam = 9,86 m/s à v, = 3,54 m/s. La pression de laminage n’a varié que légère- 
ment dans toutes les cages du laminoir continu (fig. 89, partie II). C'est le con- 
traire qu’on remarque en examinant les tensions inter-cages (fig. 90, partie I1). 
En régime de décélération toutes les tensions inter-cages augmentent par rap- 
port à leurs valeurs moyennes, l'intensité de cet accroissement s'élevant de cage 
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Tableau 20 


Régimes de réductions et de tensions au cours de l’expérimentation 
(bobine 1, joint 2)*) 


Intervallcs Tension T 
inter-cages | MN (tf) | Cage | H, mm | e, % 
0 3,0 
1 2,3 23,3 
1-2 0,44 (44) 2 1,7 26,1 
2-3 0,22 (22) 3 1,3 23,3 
3-4 0,17 (17) 4 1,0 23,0 


Nota: Nuance de l'acier : acicr décapé ; profil 3-1X 1020 mm ; laminage sans régulateur 
de tensions. É 


$) Dpr/; — 6/2 m/s. 


en cage respectivement de 4 %, de 10,4 % et de 36,8 % dans le premier, le 
deuxième et le troisième intervalle inter-cages. 


{ V4 TZ F 
47%3/7.3m  LTy.4/Tr4m , 2 ATy-2/T.2mste 
48 20 


J2 


16 
16 & 
0 [4 
-76 -8 
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Fig. 90. Variation des tensions dans les intervalles entre les cages d'un 
laminoir continu lors du laminage du joint soudé avec décélération: 

1 — AT e/T(f-23m :2 — ATo_3/T(2_-33m : 3 — Ta /T (36m * portions [1 - V — voir 

fig.89: T,, — valeur moyenne du paramètre pour un laps de temps donné (voir tableaux 20 
et 21): AT — écarts absolus courants du paramètre par rapport à la valeur moyenne 


Durant cette période de décélération (2 secondes), l’épaisseur de la bande 
varie peu dans toutes les cages, l’écart étant de 1,5 % (fig. 91, partie II). Cepen- 
dant, il faut noter que l’écart absolu de l'épaisseur par rapport à sa valeur 
moyenne est le plus grand observé au cours du laminage et est égal à 7,5 % 
(0,078 mm). 
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Tableau 21 


Régime de laminage sur le laminoir continu 1700 et ses 
écarts par rapport au régime expérimental (bobine 1) *) 
A. Tensions 


n° T1-2 m Ti-2 .% T2-3 m T2-3 m .% T3-4 m T3-4 AU 
du joint MN (tf) [Ti-2° m MN) [T2.3m MN (t/) Tim 


1 0,668 (66,8)! +51,8 [0,204 (20,4)| —7,28 |0,119(11,9)| —30 
2  |0,663(66,3)| 50,6 |0,225(22,5)| 2,27 |0,129(12,9)| —24,1 


B. Réductions 


0 
di Time un ,%| om ñ = ,% | Ho PE % | Hem 7 » 0 
joint | 7m im mm 2m mm 3m mm 4m 
4 2,2 — 4,34 1,845 | <+8,5 1,618 | +24,5 | 1,025 | <+2,5 
2 2,163 | —5,95 | 1,814 | +6,7 4,595 | -:-22,7 1,042 | +4,2 
C. Pressions 
n° du joint Pim MN (EP) Pom MN (tf) Pam MN ({f) Pym MN (tf) 
| 16,7 (1670) 15,46 (1546) 17,14 (1714) 12,30 (1230) 
2 16,14 (1614) 16,26 (1626) 17,92 (1792) 17,952 (1752) 


Nota : Nuance de l'acier : acier décané ; profil : 3-1X1020 mm ; laminage sans régulateur 
des tensions. 


*) Pour le joint 1 : Dp/0 = 9,77/6,87: pour le joint 2: Der/v; = 5,86/3,54 (les Dep 
et D} sont données en m/s). 


Dans le laminage du deuxième joint, on a constaté une loi analogue de 
variation des paramètres du processus (tableau 22). La vitesse de laminage 
à la sortie de la 4-ème cage est passée durant la période de ralentissement de 
tir = 9,77 mis à v, = 6,86 m/s et la pression de laminage a sensiblement varié 
dans toutes les cages du laminoir. Les variations des tensions inter-cages et la 
loi qui les régit sont les mêmes que dans le cas précédent. 11 en résulte qu'une 
vitesse de laminage comprise entre 6 m/s et 10 m/s n'affecte pas la loi et les 
valeurs de fluctuations des paramètres de laminage même lorsqu'elle diminue 
de 30-40 % lors de la décélération. Au cours de la troisième période (laminage 
du joint à vitesse réduite et constante) on a relevé, comme dans le cas précédent, 
une brusque variation des paramètres du processus (fig. 89-91, partie III). 

Les fig. 89-91 (partie IV) représentent Îles variations de la pression, de la 
tension et de l'épaisseur de la bande en régime d'accélération du laminoir. 
La durée d'accélération étant de 5,6 s, la vitesse de laminage varie dans l'inter- 
valle de 3,54 à 9,8 m/s. Contrairement au régime de décélération, où les valeurs 
de Ja pression P,, P., Ps, P4 varient peu, l’accélération donne lieu à des 
fluctuations importantes de ces valeurs qui suivent la tendance générale, i.c. dimi- 
nuent à mesure que la vitesse du laminoir croit. 
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Les tensions Ti-, T:-3 et T4 varient d'une façon différente en régime 
d'accélération et de décélération (fig. 90, parties II et IV). Pendant le ralentis- 
sement, les tensions entre les cages augmentent à des vitesses différentes ; lors 
de l'accélération, les valeurs des tensions ont nettement tendance à décroître. 
Cette différence dans les lois de variation des tensions inter-cages pendant la 
décélération et l'accélération du laminoir s'explique par l'effet inégal exercé 
sur ces tensions par la variation du coefficient de frottement et de l'ouverture 


er | 


E 
È 
7 


d'A 


Fig. 91. Variation de l'épaisseur de la bande dans les cages d’un laminoir 
continu lors du laminage du joint soudé avec décélération : 


1— AH:/Him: 2— 4AH,/H,,, : 3 — 4 Hs/ Ham : 4 — AH/H im: portions I-V—voir fic. 89 : 


H,,— valeur moyenne du paramètre pour un laps de temps donné (voir tableaux 20 et 21): 
AH — écarts absolus courants du paramètre par rapport à la valeur moyenne 


entre les cylindres de travail (par suite de la variation de l'épaisseur du film 
d'huile dans les paliers à film d'huile des cylindres d'appui lorsque varient les 
vitesses de laminage et de déformation de la bande). 

En régime d'accélération, l'épaisseur de la bande (4,, H,, Hs, H,) varie 
dans des limites plus larges qu'en régime de décélération. La variation la plus 
sensible de l’épaisseur de la bande (diminution de 4 à 1,2 %) est enregistrée 
dans le troisieme intervalle inter-cages. 

L'analyse des liens entre les principaux paramètres du processus durant 
les périodes mentionnées pour chaque cage prise séparément présente un intérêt 
certain. Les fig. 92 à 95 représentent les variations, dans toutes les cages d'un 
laminoir continu quarto, de la pression, de la tension et de l'épaisseur de la 
bande lors du laminage du premier joint. 

En régime de décélération les variations des grandeurs énumérées sont 
liées entre elles dans la première cage du laminoir (fig. 92, partie II). Ici, la 
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Fig. 92. Liaison mutuelle des principaux paramètres du Jlaminage dans 
la première cage d'un laminoir-continu: 


1— AP /Pim:2?— AT o/T(43_2)m * 3 — AH,/H,,,: portions I-V — voir fig. 89. 
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Fig. 93. Liaison mutuelle des principaux paramètres du 


la deuxième cage d’un laminoir continu: 
1— APy/Pomi 2 — ATs_3/T 
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laminage dans 


(2=3)m° 3 — AH Horn: portions I-V — voir fig. 89. 
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Fig. 94. Liaison mutuelle des principaux paramètres du laminage dans la 
troisième cage d’un laminoir continu: 
1—S8 P3/Pam: 2 — 8 Ts 4/Tssm 5 — 8Hy Him — À (Tos — To) Tong To ghn) à 
portions I-V == voir fig. 89 
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Fig. 95. Liaison mutuelle des principaux paramètres du laminage dans la 
quatrième cage d'un laminoir continu: 


1— APJPomi ? — To Tes om 2 — SP Him: Portions I-V — voir fig. 89 
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pression de Jlaminage et l'épaisseur de la bande diminuent avec l'accroissement 
de la tension avant. Pendant l'accélération on n’a pas réussi à établir de liens 
entre les paramètres; dans certains cas, parallèlement à l'augmentation de la 
tension, on constate celle de la pression de laminage et de l'épaisseur de la 
bande. Cette absence de relation entre 4, T et P dans la première cage ré- 
sulte proRA ten ent des modifications intervenant à cet instant dans les condi- 
tions de laminage et pouvant être attribuées aussi bien à la variation de l’ir- 
régularité d'épaisseur initiale de la bande qu'à celle du coefficient de frot- 
tement dans le foyer de déformation (mauvais traitement chimique de la 
bande, propriétés physiques et mécaniques différentes sur la longueur de la 
bande, etc.). 

Dans la deuxième cage, les variations des paramètres indiqués sont liées 
entre elles. Durant le ralentissement ils varient comme pour la première cage. 
En régime d'accélération la diminution de 24 % environ de la tension 7... 
entraîne une augmentation de l'épaisseur de la bande 4,7 % (0,085 mm ; fig. 03. 
parties 11, IV). Dans la quatrième cage, on ne constate que la tension arrière 
T3-4 et le minimum de cette tension coïncide avec le maximum de l'épaisseur 
de la bande. La pression, tout comme dans la troisième cage, accuse une baisse 


d'environ 6,2 %. À 


Les données indiquées plus haut montrent qu'en régime de ralen- 
tissement, les tensions augmentent dans tous les intervalles inter- 
cages ; la cadence de cette augmentation s'élève de cage en cage. 
L'accroissement des tensions durant cette période s'accompagne 
d’une variation insensible de la pression de laminage et de l’épais- 
seur de la bande dans les cages respectives du laminoir (tableau 22). 
En régime d'accélération, les principaux paramètres de laminage 
(P, T, H) ne sont liés par aucune relation. Cependant, on observe 
dans toutes les cages, à l'exception de la première, que la pression 
et la tension ont tendance à diminuer. 

Le caractère compliqué de variation de la pression, de la tension 
et de l'épaisseur de la bande traduit la multiplicité des facteurs 
agissant sur le laminage en régime d'accélération du laminoir. Parmi 
eux citons l'effet de vitesse, l'irrégularité d'épaisseur de la bande 
résultant du laminage dans les cages précédentes, la rigidité des 
cages, les conditions de frottement dans le foyer de déformation, 
etc. 

Pour ce qui est de la pression, la tension et l'épaisseur de la 
bande, on notera qu'en régime d'accélération leurs variations dans 
toutes les cages du laminoir sont plus importantes qu'en régime de 
décélération (tableau 22). C’est dans la troisième cage que les para- 
mètres cités atteignent leur valeur maximale : P, = 9,8 % (17,5 tf): 
Ta = 37,6 % (4,6 tf); H3 = 5 % (0,08 mm). On] remarque que 
la différence entre les tensions avant et arrière varie considérable- 
ment dans toutes les cages du laminoir, ce qui exerce une grande 
influence sur la vitesse dans le foyer de déformation [36]. 

Dans le cas considéré cette variation est maximale dans la troi- 
sième cage du laminoir et est égale à 55 %. L'irrégularité d'épais- 
seur de la bande à la sortie du laminoir est trois fois plus grande 
en régime d'accélération qu’en régime de ralentissement (ta- 
bleau 22). = 
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11. Comment accroître la vitesse de laminage des 
bobines soudées sur les laminoirs continus à bandes 


L’accroissement de la masse des bobines est l’une des principales 
sources d’amélioration de la productivité des laminoirs à froid. 
Dans les laminoirs modernes, la masse de la bobine atteint 25 à 
35 t lors du laminage de grosses brames. Le laminage d’une bobine 
unie d’une masse considérable, asservi par la commande automatique 
à l’aide d'un calculateur numérique, assure la stabilité de marche 
du laminoir continu et permet d'élever le rendement et la qualité 
du produit (irrégularité d'épaisseur minimale, absence de gauchis- 
sement et d’ondulation, stabilité des caractéristiques mécaniques 
du métal, etc.). Cependant, dans la plupart des laminoirs existants, 
l'augmentation de la masse des bobines est obtenue dans les instal- 
lations d'attaque chimique par soudage des bandes laminées à chaud. 
Chaque bobine se compose généralement de trois ou quatre bandes 
et comprend par conséquent 2 ou 3 cordons de soudure. Il s'agit 
alors de réaliser le laminage des joints soudés qui se traduirait par 
une perte minimale de la capacité de production du laminoir et 
fournirait des bandes de haute qualité au voisinage du cordon de 
soudure. 

Le laminage à froid sur des laminoirs continus à tôles minces 
s'accompagne de perturbations de toute sorte qui compromettent 
la stabilité du processus. Par exemple, l'instabilité des caracté- 
ristiques mécaniques de la bande peut, en présence de joints soudés, 
provoquer un accroissement de pression totale du métal sur les 
cylindres de 20 % par rapport à la valeur nominale (voir p. 10) [5]. 
Il en résulte une perturbation du laminage (variation des tensions 
inter-cages, oscillations rotatives de la ligne d'arbres, etc., [126]). 

Ce dernier temps, on s'applique à perfectionner la technologie 
de soudage dans le but d'obtenir un joint ayant les mêmes propriétés 
mécaniques que le métal laminé. Cependant, vu l’état actuel des 
techniques de soudage, en règle générale on n'arrive pas à obtenir 
une telle soudure. Compte tenu de la différence entre les caracté- 
ristiques mécaniques du cordon et de la bande, le laminage du joint 
soudé s'effectue à vitesses réduites afin d'éviter tout risque d'acci- 
dent et de détérioration de l'équipement (cylindres de travail, 
broches, etc.), si la bande vient à se rompre à l’endroit de la sou- 
dure. 

Les perturbations surgissant en régime d'accélération et de 
décélération du laminoir résultent de l'effet de vitesse (voir p. 10) 
qui se traduit, comme on le sait, par une variation de l'épaisseur 
de la bande. L'’instabilité du laminage fait varier l’irrégularité 
d'épaisseur tant longitudinale que transversale de la bande, et très 
souvent est à l’origine du gauchissement et de l’ondulation de la 
bande. Il peut arriver que les tolérances sur l'épaisseur, sur le gau- 
chissement et l’ondulation ne soient pas respectées pour jusqu'à 
10 % de la masse du produit laminé. 
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Signalons encore que les fluctuations des pressions et du couple 
de laminage engendrent des charges par choc sur les broches, les 
cylindres et les paliers, ce qui en diminue la tenue. 

Donc, il n’est pas souhaitable de réduire la vitesse lors du lami- 
nage des joints soudés au risque de compromettre la productivité 
du laminoir, la qualité du produit laminé et la tenue des éléments 
essentiels de la cage. 

L'influence de la vitesse diffère suivant les cages du laminoir 
continu : la variation relative de l'épaisseur de la bande est plus 
nette dans les dernières cages. Ceci entraîne une augmentation 
brusque et dangereuse des tensions inter-cages lors de la décélération 
du laminoir. En présence des endroits de localisation des tensions 

sur les bords de la bande, 

Gfl.c. l'augmentation de la tension 

peut provoquer la rupture de 
la bande [127]. 

Il faut chercher à stabili- 
ser le laminage en augmen- 
tant la ténacité des joints sou- 
dés et en diminuant la diffé- 
rence d'épaisseur des bandes 
soudées. Le nombre de ruptu- 
res de la bande au voisinage 
Fig. 96. Répartition de la limite de flua- du cordon de soudure peut 


ge du métal de cordon suivant la longueur : atteindre 4 ou 9 76 pour une 
n = z/0,5!, — coordonnée courante sur bande laminée à froid d'une 


l'axe r (le long du cordon) épaisseur de 4 mm provenant 
d'un produit de départ de 
3 mm d'épaisseur et 7 à 15 % pour une bande d’une épaisseur de 
0,50 à 0,63 mm dont l'épaisseur du produit de départ est de 2 mm 
[428]. L'analyse statistique a montré que le nombre élevé de ruptures 
dans la zone de soudure est dû également à l’irrégularité d'épais- 
seur longitudinale des bandes soudées, l’augmentation de l’irrégula- 
rité longitudinale (à condition que la différence d'épaisseur des 
bandes soit la même dans la zone de soudure) étant à l’origine de 
l'accroissement, de plusieurs fois, du nombre de ruptures des joints 
soudés [128]. 

Pour stabiliser le processus de laminage continu et réduire le 
nombre de ruptures au voisinage du cordon de soudure, il est égale- 
ment indispensable d'assurer au joint des propriétés mécaniques 
identiques à celles du métal laminé dans la première cage du laminoir. 

On obtiendrait des limites de fluage identiques pour le matériau 
du cordon et de la bande dans la première cage du laminoir continu 
en diminuant, par exemple, la réduction imposée au cordon de sou- 
dure ; pour ce faire celui-ci devrait être raboté de sorte à rendre son 
épaisseur inférieure à celle de la bande. 

Si l’on tient compte des variations de la limite de fluage du 
métal suivant la longueur du cordon (fig. 96) et si la limite de fluage 
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du métal du cordon devient égale à celle de la bande à la sortie de la 
première Cage, alors l'épaisseur du cordon devra en chacun de ses 
points varier selon une courbe qui donnera sa forme à l'outil à 
raboter le cordon [122]. 

Lorsque l'épaisseur du cordon varie de façon continue, on peut 
rendre égales les limites de fluage et la dureté du cordon et du métal 
laminé à l’issue du laminage dans la première cage du laminoir con- 
tinu (tableau 23). Les résultats rassemblés au tableau 23 sont obtenus 
lors du laminage, sur un laminoir continu 1700, de plaquettes dont 
le cordon est de forme optimale. 


Tableau 23 


Données sur le Jlaminage des joints soudés ayant la forme 
optimale du cordon aux régimes différents sur le laminoir quarto 1700 


Réduction Excès de durcis- 

Épaisseur Épaisseur sement du métal 
avant passe, s après passe, || du joint soudé 
KE é de Kb d dé dure us “à u 

seur, Drqse JomE sou métal de la bande 

mm ms 
joint oint abso- | rela- | abso- rcla- avant aprè 

bande La bande dé ne pe ue pe Dase use 
4,03 | 3,72 | 0,31 | 3,32 | 3,30 | 0,71 | 17,6 | 0,42 | 11,3 13-15 2-5 
3,97 | 3,73 | 0,24 | 2,97 | 3,01 | 1,0 | 25,2 | 0,73 | 19,3 13-15 1-6 
3,94 | 3,84 | 0,10 | 2.52 | 2,54 | 1,42 | 36,0 | 1,30 | 33,9 13-15 1-6 
4,00 | 3,78 | 0,22 | 2,17 | 2,20 | 1.83 | 45,8 | 1,58 | 41,8 13-15 1-5 
4,05 | 3,74 | 0,31 | 2,07 | 2,05 | 1,98 | 49,0 | 1,69 | 45,3 13-15 1-3 
3,01 | 2,80 | 0,21 | 2,56 | 2,54 | 0,45 | 14,9 | 0,29 9,3 14-15 2-5 
3,01 | 2,78 | 0,23 | 2,08 | 2,06 | 0,93 | 30,9 | 0,72 | 25,9 44-15 2-6 
3,04 | 2,75 | 0,29 | 1.82 | 1,80 | 1,22 | 40,1 | 0,95 | 34,5 | 14-15 1-5 
3,05 | 2,78 | 0,27 | 2,15 | 2,13 | 0,90 | 29,5 | 0,65 | 23,4 | 14-15 2-5 
3,02 | 2,76 | 0,26 | 1,49 | 1,52 | 1,53 | 50,6 | 1,24 | 45,0 14-15 1-4 
2,36 | 2,05 | 0.31 | 1.81 | 1,77 | 0,55 | 23,3 | 0,28 | 13,7 13-15 2-7 
2,38 | 1,98 | 0,40 | 1,97 | 1,91 | 0,41 | 17,2 | 0,07 3,9 13-15 1-6 
2,35 | 2,08 | 0,27 | 1,26 | 1.23 | 1,09 | 46,4 | 0,85 | 41.0 43-15 1-5 
2,39 | 2,05 | 0,34 | 1,39 | 1,33 | 1,00 | 42,0 | 0,72 | 35,0 13-15 1-5 
2,39 | 2,05 | 0,34 | 1,00 | 1,01 | 1,39 | 58,0 | 1,04 | 50,6 13-15 1-3 


Des essais industriels ont montré qu'il est possible, si l’on dispose 
d'un cordon d’une forme appropriée (optimale) et en tenant compte 
des autres conditions admissibles de laminage, d'effectuer le laminage 
du joint soudé à des vitesses ordinaires. De plus, le foyer de défor- 
mation se forme pratiquement sans chocs et on a la possibilité de 
réduire les perturbations supplémentaires, en particulier, les oscil- 
lations des tensions inter-cages au cours du passage du cordon à 
travers le foyer de déformation. En définitive, on réduit le nombre 
de ruptures de la bande et on améliore les conditions de fonctionne- 
ment des cylindres de travail. 
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Fig. 97. Isochromes et isoclines lors du passage du cordon raboté au niveau de 
la bande: 

a — entrée du cordon dans le foyer de déformation: b — cordon à l’intérieur du foyer de 

déformation : ce — sortie du cordon du foyer de déformation (la zone du cordon est hachuréo) : 

lignes en traits pleins: isochromes ; lignes en traits interrompus: isoclines. Les chiffres sur les 

isochromes correspondent aux valeurs maximales de Tmax: LA/MME: limite de fluage initiale 


du matériau: 15 MN/m° (1,5 Agf/mm): du cordon: 1.5 MN/m° (2.15 kgf/mmi): module 
d'élasticité de la bande: 18 GN/m2 (1800 kgf/mm°); du cordon: 20 GN/m° (2000 kgf/mm*} 
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Il est donc très important de construire un outil à raboter le 
cordon ayant une arête de coupe de forme variable et d'assurer à la 
bande une rigidité suffisante dans la zone de rabotage. 


Pour étudier le passage du joint soudé à travers le foyer de déformation, 
on a utilisé la méthode de photo-élasticimétrie. Les essais ont été effectués 
sur un laminoir de laboratoire dont les cylindres sont en forme de disques d'un 
diamètre de 120 mm, portant en leur 
milieu l'élément optiquement actif 
de 5 mm d'épaisseur [39]. : 

Le cordon a été choisi en plomb 
antimonieux (jusqu'à 3 % de Sb) et 
la bande en plomb pur. A la vitesse 
moyenne de déformation de 0,3 s-1, 
les courbes de durcissement du plomb 
pur (simulant la bande) et du plomb 
antimonieux (simulant le cordon de 
soudure) se sont avérées être qualita- 
tivement analogues aux courbes de 
durcissement des métaux de la bande 
et du cordon lors du laminage sur un 
laminoir industriel. Les modèles de 
joint soudé ont été obtenus par sou- 

age du plomb antimonieux et du 
De pur dans des moules spéciaux 
ans le but de répartir la limite de 
fluage sur la longueur du cordon selon 
une loi proche de celle de la fig. 96. 

Le cordon a été raboté au niveau 
de la bande, avec une surépaisseur 
négative et avec une surépaisseur po- 
sitive par rapport à la bande; lors du 
rabotage avec une surépaisseur néga- 
tive le cordon a été arrondi. 

Sur la fig. 97 sont représentées 
les isochromes et les isoclines carac- 


P,MN/mE(kgf/ mm?) 


/20(72) 


700(!0) 


térisant les contraintes de contact 
dans le foyer de déformation et l’état 
de contrainte des cylindres pour trois 
ositions du cordon dans le foyer de 
éformation, l'épaisseur du cordon 
étant égale à celle de la bande. On 
voit, sur la fig. 98, que lorsque le cor- 
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Fig. 98. Répartition de la pression 
spécifique p et des forces de frotte- 
ment tangentielles t dans le foyer de 
déformation lors du passage du cordon 
raboté au niveau de la bande: 


don traverse le foyer de déformation, 
la pression spécifique croît en même 
temps que la rigidité de la bande dans 
la zone de soudure. Dans cette expé- 
rience, la pression ReCRIqRE moyenne 
est passée de 37,2 à 60 MN/m°? (de 3,72 à 6kgf/mm®) au moment de l'intro- 
duction du métal du cordon dans le foyer de déformation. 

La position de la section neutre dépend de la position du cordon dans le 
foyer de déformation. Lorsque le cordon pénètre dans le foyer de déformation, 
la section neutre se décale vers l'entrée du métal dans les cylindres. Ensuite 
la section neutre suit le centre du cordon et dès que celui-ci quitte le foyer de 
déformation, elle occupe la position caractéristique du régime établi de lami- 


1 — entrée du cordon dans le foyer de dé- 

formation; 2— cordon à l’intérieur du 

foyer de déformation ; 8 — sortie du cordon 
du foyer de déformation 


e. 

L'analyse des données permet de conclure que la position du maximum 
de pression spécifique est déterminée par celle du centre du cordon. Lorsque 
le cordon pénètre entièrement dans le foyer de déformation, on observe un accrois- 
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sement de l'inégalité de la répartition des pressions spécifiques. On voit égale- 
ment sur la fig. 97 que l'épaisseur du cordon est supérieure à celle de la bande 
à la sortie des cylindres. 

Dans le Re d'un cordon de forme optimale (la surépaisseur négative 
maximale étant de 0,32 mm), la position de la section neutre ainsi que la pres- 
sion spécifique sont restées proches des valeurs correspondantes du régime établi 
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Fig. 99. Variation de la tension de la bande (a), de la tension des moteurs 

principaux (b) et de la pression de laminage (c) suivant les cages d'un laminoir 

1700 Ilors du laminage avec OR nt le point correspond à la position 
u cordon 


de laminage. L'épaisseur du cordon a été égale à celle de la bande après le 
laminage. 

Une telle forme profilée du cordon de soudure contribuera à la stabilisation 
du laminage par suite d'égalisation des limites de fluage du métal du cordon 
et du métal laminé à la sortie de la première cage, et permettra d'envisager 
le laminage à des vitesses de travail. 

Des recherches ont été effectuées sur un laminoir quarto 1700 *) afin d’étu- 
dier l'influence des valeurs et de la distribution des réductions et des tensions 


*) Les méthodes de réalisation de ces expériences sont brièvement décrites 
au p. 10 et dans l'ouvrage [125]. 
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dans les cages du laminoir ainsi que l'influence des caractéristiques mécaniques 
et de la forme du cordon sur la stabilité du processus lors du laminage des joints 
soudés avec et sans diminution de la vitesse. 

On a laminé des bandes en acier 08kn de 1020 mm de largeur; peu 
initiale des bandes étant 3 mm et finale 1 mm. Les régimes de réductions 
et de tensions sont indiqués au tableau 24. 

Pendant la décélération et l'accélération du laminoir, la loi de variation 
de la tension est la même dans tous les intervalles inter-cages (fig. 99,a), i.e., au 
début du processus transitoire (décélération du laminoir fig. 99,a) on constate 
un accroissement de la tension. Cet accroissement se poursuit jusqu'à ce que 
soit atteinte la vitesse minimale qui est déterminée par les conditions de lami- 
nage du joint soudé (tableau 24). Sur la partie de la bobine correspondant à la 
vitesse établie, la tension inter-cages diminue respectivement de 68,4 à 65,0; 
de 26,6 à 24,0 et de 17,3 à 10,5 T dans les intervalles 1-2, 2-3 et 3-4. 


Tableau 24 
Régimes de réductions et de tensions au cours de l’expérience 


Tension spéci- 
fique *#) 


Réduction dans la Vitesse 
cage, % de la- 
minage 
dans la 
qua- 
trième 
e1 e2 €e3 ea cage, 
m/s 


Tension, XN (t/) 


Forme du 
cordon de 
soudure 
q1-2 | 92-3 | 93-4 


Surépaisseur| 440 | 220 | 170 | 0,43] 0,24] 0,22/23,3126,1123,5| 23,1 | 6/2** 


négati- (44) | (22) | (17) 
ve (fig. 99) 
idem 400 | 200 | 170 | 0,39] 0,22] 0,22/23,3126,1123,5| 23,1 | 8/8 
(40) | (20) | (17) 
idem 220 | 180 | 150 | 0,21] 0,21] 0,21/20,0133,3/25,0| 16,6 | 10/10 


(fig. 104) | (22) | (18) | (15) 


*) La tension a est rapportée à la limite de fluage du matériau de la bande, 
compte tenu du degré de déformation dans la cage précédente. 

#+) Numérateur : vitesse de travail; dénominateur : vitesse de laminage du joint 
soudé. Lubrifiant : AHCK-50. 


En régime d'accélération, la tension 7._, continue de diminuer tandis 
que les tensions 7, et T,_, s'élèvent. Une fois la vitesse maximale atteinte, les 
tensions inter-cages se stabilisent à un niveau défini par les conditions de lami- 
nage d’une nouvelle partie de la bobine. Pour la tension T3_4 on remarque un 
brusque rebroussement (fig. 99,a) par suite de la correction apportée à la vitesse 
dans la 4-ième cage en régime d'accélération. 

Donc le processus transitoire donne lieu à des fluctuations périodiques 
brusques de la tension, les écarts maximaux étant de +10 (+1,0), — 22 (—2,2), 
+35 (43,5), —45 (—4,5); +45 (4,5); —30 (—3,0) XN (!f) respectivement dans le 
premier intervalle et les autres. Les valeurs relatives des fluctuations des ten- 
sions sont: (41,5) — (—3,3) % ; (+15,2) — (—19,6) % ; (+34,6) — (—23,1) %. 
Les tensions ue Copper à la limite de fluage du matériau de la 
bande, compte tenu du degré de déformation dans la cage précédente) atteignent, 
suivant les intervalles inter-cages, les valeurs 0,655; 0254: 0,168, d'où un 
plus grand risque de rupture dans la zone du cordon de soudure si la bande subit 
une déformation non uniforme sur sa largeur. 


187 


En régime transitoire, la pression qui règne dans les cages du laminoir 
ne varie pas de la même manière que la tension. Les fluctuations sont moins 
périodiques et les écarts pa rapport à la valeur nominale ont le même signe 
(positif) et s'élèvent à 8-12 %. La pression de laminage est influencée non seule- 
ment par le niveau de la tension, mais aussi par l'effet de vitesse (épaisseur 
de la pellicule d'huile dans les paliers à film 
d'huile et coefficient de frottement dans le foyer 
de déformation). L'action de deux facteurs o 
posés dans les cages peut engendrer une loi de 
variation de la pression propre à chacune de ces 
cages. 

La modification de vitesse fait considéra- 
blement varier le courant des moteurs prin- 
cipaux. Le ralentissement a pour effet de ré- 
duire le courant des moteurs des cages respec- 
tivement de 3; 1,25; 1.6 et de 2 fois suivant 
les cages du laminoir. En régime d'accélération 
on peut noter un accroissement du courant dû 
à l’affaiblissement du champ magnétique des 
moteurs lors du réglage de vitesse. 

Les rapports liant le courant du moteur au 
régime de vitesse de la cage se manifestent 
également au moment où le cordon de soudure 
traverse le foyer de déformation. La perturba- 
tion relativement courte (jusqu'à 0,25) de la 
vitesse des cylindres (fig. 100) entraine une 
variation plus prolongée (jusqu'à 0,4 s) du 
courant. Celle-ci se présente sous forme d'une 
oscillation tr en amplitude, proche 
d'une sinusoïde. Cette variation entraine une 
variation correspondante du couple moteur 
(fig. 100). 

La loi de variation du couple moteur lors 
d'une brève perturbation du processus est 
déterminée essentiellement par les paramètres 
de construction de l'entraînement (longueur de 
la ligne d'arbres, jeux, caractéristique shunt 
du moteur) et par les conditions de laminage 
(la réponse mutuelle des cages à une pertur- 
bation). 

Fig. 100. Variation des pa- On a remarqué, comme dans l'ouvrage [126], 
ramètres du laminage dans ue dans certains cas l'augmentation par choc 
la troisieme cage lors du e la charge sur les moteurs, lors du laminage 
passage du joint soudé à du joint soudé, entraîne une chute équivalente 
travers le foyer de défor- de vitesse des cylindres de travail. 

mation: Examinons les particularités du laminage 
1— vitesse des cylindres »: d'un joint soudé à la vitesse de travail (sans 
£ — courant du moteur électri- ralentissement du laminoir). 
que 1; 3 — couple de torsion C L'épaisseur de la bande à la sortie de la pre- 

sur Parbre mière cage subit un saut brusque (fig. 101,a) 

dans la zone de soudure. La partie de la bande 

qui suit immédiatement le joint soudé est d’une épaisseur moindre, vu que les 
bobines sont accouplées selon le schéma « bobine épaisse-bobine mince » dans le 
sens du laminage. L'épaisseur prend sa valeur maximale dans tous les inter- 
valles inter-cages. Les parties de la bande contiguës au cordon ont les zones 
d'épaisseur réduite [AZ — — (0,05-0,6) mm] dans le deuxième intervalle qui 
sont invisibles sur la bande sortie du laminoir. 

Au moment de l'introduction du cordon dans la première cage, la tension 
croit dans le premier intervalle et atteint son maximum pendant la formation 
d’un pic d'épaisseur (3,07 s selon la fig. 101,b), étant donné que lorsque l’épais- 
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seur de l'extrémité arrière de la bande, qui précède le cordon, s'accroît, la charge 
sur la cage augmente et la vitesse du moteur tombe. À mesure que le cordon 
traverse les cages, les tensions augmentent dans les intervalles repectifs. L’accrois- 
sement de la tension dans les intervalles 1-2, 2-3 et 3-4 est égal respectivement 
à 30 (3), 12 (1,2) et 18 (1,8) kN (tf). 
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Fig. 101. Variation de l'épaisseur de la bande (a), de la tension dans les 

intervalles entre les cages (b) et du courant des moteurs électriques principaux 

(c) lors du passage à la vitesse de travail du joint soudé à travers les cages d'un 

laminoir 1700. point marque la position du cordon (le cordon est raboté 
avec surépaisseur négative) 


Lorsque le pic d'épaisseur traverse la première cage, la tension diminue, 
ce qu'on attribue au fait que le couple statique du moteur est plus faible lors 
du laminage d'une nouvelle partie de la bande. La tension cesse de croître 
dans le 2-eme intervalle, puis recommence dans le 3-ème. Cette redistribution 
des tensions inter-cages se poursuit jusqu’au moment où le joint soudé quitte la 
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deuxième cage (4,43 s). La variation des conditions de laminage dans la deuxième 
cage (la partie d'épaisseur moindre) a pour conséquence de réduire le couple 
statique du moteur, donc, augmenter la vitesse de ce dernier. Ceci entraîne un 
abaissement de la tension 7:-, et un nouvel accroissement de T;:….. 

Dans ces conditions, la loi de variation de la tension dans le troisième 
intervalle inter-cages est analogue à celle de 7.-,, à un décalage dans le temps 
près (dû au retard de parcours de la perturbation). Ceci confirme l'hypothèse 
que la seule cause de la perturbation des tensions inter-cages serait l’irrégularité 
d'épaisseur de la bande dans la zone de soudure. 

Dans la période initiale, la variation de la tension T,-, (augmentation) 
est liée à celle des courants des moteurs des premiére et deuxième cages (l’accrois- 
sement de 7, et la diminution de /,). La première cage fonctionne en génératrice 
(fig. 101, c). 

- Les liens existant entre les variations des courants des moteurs dans les 
deux premières cages du laminoir à l’instant initial définissent la loi de variation 
de la tension dans le premier intervalle. Si 7, diminue et que 7, augmente, 
les tensions varient inversement au cas décrit, i.e. la tension 7,-2 baisse. Dans 
tous les cas c’est 7, qui commence à varier le premier. Donc, la deuxième cage 
peut être considérée comme un élément actif quant à la réponse à toute perturba- 
tion, i.e. toute perturbation devrait d’abord affecter la stabilité des paramètres 
de la deuxième cage, même si elle ne survient immédiatement pas dans cette 


cage. 


L'analyse des résultats obtenus permet de conclure qu'à mesure 
qu'à la vitesse de travail le joint soudé traverse les cages du lami- 
noir continu et à condition que le cordon soit raboté avec surépais- 
seur négative, l'influence de ce dernier est plus marquée dans les 
dernières cages. Si les bandes soudées admettent une irrégularité 
d'épaisseur ou s’il existe des endroits de mauvaise attaque chimique 
de la bande au voisinage du cordon, les paramètres de laminage 
subissent des écarts dans les cages les plus chargées. 

Dans tous les cas cités. lorsque les joints soudés sont laminés à 
la vitesse de travail les tensions croissent par rapport à leurs valeurs 
nominales. 

Lorsqu'on lamine des joints soudés à une vitesse réduite, les 
limites de variation des tensions sont de l’ordre de grandeur de celles 
qui caractérisent le laminage à la vitesse de travail. Toutefois, en 
régime de décélération, les écarts de la tension par rapport à la 
valeur nominale sont plus souvent négatifs. 

Les résultats des recherches montrent qu’il y a nécessité de 
développer des systèmes de réglage automatique du niveau des ten- 
sions sur les laminoirs à froid continus. 

L'exploitation sur un laminoir à froid quarto 1700 d'un régula- 
teur de tensions et l’utilisation d'un cordon de soudure de forme 
optimale ont permis d'améliorer considérablement les conditions 
de laminage des joints soudés. On a pu ainsi laminer des joints soudés 
d'une bonne qualité ayant une forme optimale, sans diminuer la 
vitesse de travail. 
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CHAPITRE VI 
ÉTUDE ET SIMULATION MATHÉMATIQUE 
DU LAMINAGE À CHAUD 


Le processus de transfert de chaleur dans les laminoirs continus 
étant assez compliqué, son interprétation analytique implique un 
certain nombre de suppositions et simplifications. 

En règle générale, on détermine les variations de température 
de la bande sur chaque partie du laminoir sans recourir aux para- 
mètres énergétiques du processus. Entre les paramètres énergétiques 
et les variations thermiques lors du laminage il existe une liaison 
étroite, et l'étude de leur interaction exige l'élaboration d’une 
méthode complexe de calcul de ces paramètres, qui tienne compte de 
l'influence des principaux facteurs du processus. Un tel problème 
peut être posé et résolu grâce aux méthodes et aux calculateurs 
numériques. 


1. Régime thermique du laminage à chaud et son influence 
sur la qualité de l’acier en tôles 


Il est indispensable de connaître la température de la bande et des 
cylindres lors du laminage afin de calculer les paramètres énergétiques 
du processus, de concevoir les systèmes de refroidissement des cylin- 
dres et de la bande et, enfin, de déterminer les contraintes thermiques 
se développant dans les cylindres. La régulation de la temperature 
de la bande exerce une grande influence sur la formation des pro- 
priétés physiques et mécaniques au cours du laminage à chaud et sur 
l’irrégularité d'épaisseur (fig. 102-104) [129-136]. Dans le laminage 
de bandes en acier à bas carbone, la structure des aciers est fortement 
influencée par la valeur de la réduction qui est appliquée dans les 
dernières cages du laminoir continu, ainsi que par les températures 
de fin de laminage T7, , et d'enroulement de la bande sur les bobines 
Ten. Ces facteurs déterminent la ténacité du métal laminé à chaud, 
ainsi que les dimensions du grain et sa distribution sur la section de 
la bande. Une grainure uniforme et équiaxe et une cémentite fine 
confèrent au métal une bonne aptitude à l’emboutissage [7]. 

L'étude et le calcul du régime thermique du laminage des bandes 
font l’objet d’un grand nombre de travaux théoriques et expéri- 
mentaux [7, 137-153]. 
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On a établi que le refroidissement de la bande au cours du lami- 
nage résulte d'une perte de chaleur par irradiation et par convection, 
de l'échange thermique entre la bande et les cylindres, du contact 
avec l’eau refroidissant les cylindres et les pièces du laminoir et, 
enfin, de l’action refroidissante de l’eau servant à éliminer la cala- 
mine. Outre cela, le réchauffement de la bande est provoqué par 
la déformation plastique. 

Lors du laminage d’une bande dans les cages dégrossisseuses d'un 
laminoir continu à larges bandes, les principales pertes sont dues 

au rayonnement  calorifique. 

Te , € Dans ce cas, les variations de 
la température peuvent être cal- 
culées au moyen des formules 
indiquées dans l'ouvrage [139]. 
Les pertes par convection repré- 
sentent en général ,5 à 7 % des 
pertes par rayonnement, si bien 
que certains auteurs les négli- 
gent [7, 143-146], ou en tiennent 
750 compte (137, 149] en introdui- 
590 580 669 740 1,;C Sant un coefficient de correction. 
En général, on calcule la chaleur 

Fig. 102. Influence de la température  cédée par la bande aux cylin- 


de fin de laminage et de la tempéra- £ 
ture d’enroulement sur la structure de dres selon les relations données 


l'acier au bas carbone [129]. Grain: dans l'ouvrage [138]. L'ouvrage 
A — uniforme et équiaxe avec cémentité [7] contient le calcul du refroi- 
ne en enifonne Gros à emurnos)  dissement de la bande au contact 
Cod D no unIOPnE Stereo AveC l'eau refroidissant les cy- 
uniforme (très gros sur la surface de la ban- lindres lorsque la bande traver- 
de); F — trop gros | se les cages continues. En cal- 
culant les variations de tempé- 
rature de la bande pour le cas du laminage dans le groupe dégros- 
sisseur du laminoir, la plupart des auteurs [7, 143, 144 et autres] 
n'évaluent que les pertes de chaleur dues au rayonnement en suppo- 
sant que les autres pertes sont compensées par la déformation 
plastique. 

U n’existe pas encore de méthode universelle pour le calcul de la 
température de la bande lors du laminage dans les cages finisseuses. 
Certains auteurs (142-144, 146, 152] ne prennent en considération 
que les pertes par rayonnement calofirique ou par échange thermi- 
que et négligent les autres termes du bilan thermique. D'autres 
(par exemple [7]) font le calcul en tenant compte de la perte par 
rayonnement et en évaluant la chaleur cédée à l’eau refroidissant 
les cylindres. Pour effectuer un tel calcul, il est nécessaire de con- 
naître le débit de l’eau de refroidissement dans chaque cage et la 
quantité de chaleur cédée par la bande et par les pièces à refroidir. 
Dans l'ouvrage [152], on propose une formule pour le calcul du 
refroidissement de la bande au contact de l’eau éliminant la calamine, 
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Fig. 103. Variation des caractéristiques mécaniques du métal sur la lor- 

eur de la bande pour différents régimes de laminage [132] (a — couche super- 

icielle ; b — couche médiane sur 1 a largeur de la bande: £ — tête de la bande; 
m — milieu de la bande; q — queue de ja bande): 


Courbes ... 2 3 4 
TppoCa ss 840-820 795-785 910-900 885-880 
Ten esse 610 Gin 700 620 


Fig. 104. Variation des caractéristiques de plasticité du. métal sur la lon- 
gueur de la bande pour différents régimes de laminage [132] (voir fig. 103) 
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d'où il résulte que la chute de température de la bande dépend de la 
vitesse d'écoulement du jet d’eau provenant de la buse du collecteur. 
Cependant, se basant sur une étude expérimentale du refroidisse- 
ment de la bande effectuée sur cinq laminoirs, cet ouvrage conclut 
que la pression de l’eau est sans effet sur le refroidissement de la 
bande, le débit total étant le facteur déterminant. Les travaux 
[140, 142, 148] sont consacrés à l'étude expérimentale du refroidis- 
sement de la bande à l'air et sous l'effet du nettoyage hydraulique. 
Des formules empiriques ont été déduites pour calculer la variation 
de Ja température de la bande entre les cages en fonction de son épais- 
seur et de la vitesse de laminage. L'augmentation de la température 
de la bande résultant de la déformation plastique se calcule soit 
en fonction de la pression spécifique moyenne [137, 146, 149, 1521], 
soit à partir des courbes expérimentales de Ia consommation 
spécifique d'énergie [37], soit en fonction de la puissance amenée 
au moteur d'entraînement principal (71. 

En analysant le problème thermique dans le laminage continu, 
il est nécessaire de prendre en considération l'échange thermique 
entre la bande et le milieu ambiant que celle-ci se trouve dans une 
cage ou dans plusieurs [154]. 


Soit une position quelconque du problème thermique du laminage sur un 
laminoir continu. La bande se trouve simultanément dans plusieurs cages 
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Fig. 105. Schéma relatif à la position du problème thermique du laminage 
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(fig. 105) et entre en contact avec les rouleaux de tension et les accessoires de 
guidage. 

En général, lorsqu'on étudie les principaux paramètres du laminage de tôles 
minces, on prend la moyenne des diverses valeurs considérées sur la section de la 
bande (limite moyenne de fluage du matériau de la bande, vitesse moyenne de 
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déformation etc.). C’est pourquoi, en analysant ces paramètres en fonction 
de la température, on doit, pour simplifier les calculs, introduire la température 
moyenne sous forme d’une intégrale prise sur la section transversale de la bande 


+B/2 +H/2 


PH, T dy dz, (1) 
—-B/2 -H/2 
où B est la largeur de la bande: 
H (x), l'épaisseur de la bande dans la section d’abscisse x; 
T, la température. 
Alors le calcul du champ thermique peut être effectué en deux étapes. Dans 
une première étape, on étudie le mouvement, le long de l’axe de laminage x, 
d'une barre dont les points ont la température T (x), en supposant que l'axe 
z comporte un nombre fini de sources ou de prises de chaleur immobiles, corres- 
pondant aux zones de déformation plastique et aux zones de contact thermique 
(fig. 105). Dans la deuxième étape, on analyse l’échange thermique dans une 
cage et, ce faisant, on détermine l'intensité d'une source (écoulement) de chaleur. 
Examinons ces deux étapes dans le cas général. 
L'équation de la chaleur en milieu continu s'écrit [155, 156]: 


ôT OT OT OT 0?T , O0?T 9°H 
rte rt aptes (et et) TA, @) 


où t est le temps; 


Uys Vys Uz, les Composantes du vecteur vitesse v; 

+, le coefficient de diffusivité thermique caractérisant la variation de tem- 
pérature dans l'unité de volume de la substance, sous l'action d’une quanti- 
té de chaleur traversant dans l'unité de temps la surface unitaire d’une 
couche d'épaisseur unitaire, dont la différence de température des surfaces 


est unitaire; V — mr. (c — capacité calorifique; p — densité du milieu, 


C 
A — équivalent mécin que de la chaleur); 
T, l'intensité des contraintes tangentielles ;: 
H, l'intensité des vitesses de déformation de cisaillement. 
Les zones de déformation plastique étant considérées comme éléments 
du système de sources (écoulements) thermiques, on peut admettre que 


y = vz = H = 0. 
D'autre part, le mouvement de la bande étant supposé stationnaire, on a 


v, est constante dans l'intervalle entre les deux cages. 
L'équation de la chaleur se transforme comme suit: 


: ÔT (5 OT mr ) 3 
0x7 0x? dy® Ta J° () 


Intégrons sur la section F (fig. 106) les deux membres de l'équation (3), 
puis divisons-les par BH: 


1 OT + 8T OT , &T 
an jf | (rer) as 
F F 


En sortant la dérivée par rapport à z du signe somme et en tenant compte 
du fait que la composante v, ne dépend que de r, on obtient pour le premier 


membre de l'équation (4) l'expression PRE red 
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D'une façon analogue, le premier terme figurant sous le signe somme s'écrit 
9x2 * 
Enfin, d'après la formule de Green |157], on a: 
AT , aT _. £ oT 1 ôT Q (x) 
1] (et) é=1 | ru er Le 1e D) 
Y v 


où n est la normale au contour du domaine F'; 
(z), le flux thermique à travers l'unité de longueur de la barre dans la 


irection de l’axe x 1291. 


Fig. 106. Schéma relatif à l'intégration de l'équation de la chaleur 


On obtient finalement l'équation différentielle ordinaire 


aT = d?T Q (x) 
se lat cp 6) 
Pour déterminer la fonction © (zx), il faut utiliser les conditions de l'échange 
thermique de la bande avec le milieu ambiant. On sait qu’un tel échange thermi- 
que peut s'opérer sous forme de rayonnement, donc [155, 156] 


Qotz) = 10% {T8 —(T')4], (6) 


où 1 — 2B + 2H est le périmètre de la section transversale de la bande: 
o*, le coefficient ramené de rayonnement : 
T', la température de surface du corps (du milieu) recevant de la chaleur. 
En cas d'échange thermique par convection [155, 156], le flux thermique 
à travers l'unité de longueur est égal à: 


Qa (2)= lar(T —T'), (7) 


où «ar est le coefficient d'échange thermique lequel est égal à la quautité de 
chaleur cédée (resp. reçue) par l'unité de surface d’un corps dans l'unité de 
temps, lorsque la différence de température entre la surface et le milieu ambiant 
est égale à un degré. 

On résout ce problème de la manière suivante. 

On divise la bande laminée en nr zones libres disposées entre les cages 
(fig. 105). On intègre l'équation (5) dans chaque zone considérée, en tenant 
compte de la relation: 


Q (x) = Qa (x) + Qc (z)- 


Les constantes d'intégration sont déterminées d’après les conditions aux 
limites (fig. 105): 
pour la i-ième zone on a: 


z=m,; Ti=Ti+AT;; 
T _) (8) 


FTAH SZ 


Dans ce c1s, la valeur de AT; est déterminée dans la deuxième étape de la 
résolution à partir de l'équation suivante: 


_ AQ: 
AT BH ep , (9) 


où AQ; est le flux thermique traversant la i-ième cage. 

On résout le problème de l'échange thermique entre la bande et les cylindres 
en tenant compte de la chaleur dégagée au cours de la déformation plastique 
et par suite du frottement dans le foyer de déformation et à l’endroit de contact 
des cylindres de travail et d'appui (dans les laminoirs quarto). 


Signalons, en conclusion, l’ouvrage [153] qui contient une analyse 
complète des phénomènes thermiques se déroulant dans le laminoir 
et une tentative d'élaborer un modele thermique du laminage en 
tenant compte de tous les paramètres du bilan thermique. 


2. Algorithme de calcul des paramètres technologiques 
du laminage à chaud des tôles minces sur un laminoir 
à une seule cage 


Pour déterminer les efforts agissant sur la section du cylindre, 
l'équation différentielle de laminage [(15), ch. I] a été intégrée numé- 
riquement, en utilisant des relations décrivant les variations de 
température de la bande dans le foyer de déformation dues au trans- 
fert de la chaleur aux cylindres par conductivité thermique [138] 
ainsi que les variations dues au travail de déformation plastique 
[137, 139, 140] *). La condition de plasticité a été exprimée sous la 
forme de [(7), ch. I] et la liaison entre les contraintes normales 
p (6) et tangentielles + (8) de contact sous la forme de [(13), ch. IT]. 

La valeur moyenne du coefficient de frottement u sur l'étendue 
de l’arc d'entraînement a été choisie à partir des données expéri- 
mentales (57, 158] en fonction de la température de la bande et de la 
vitesse moyenne de glissement. L'équation [(15), ch. I] a été résolue 


. EL 
successivement sur deux arcs 6, < f, < 8, et 6, KB, < +, les 
conditions aux limites à l’entrée dans le foyer de déformation étant 


g° (8)— 9° lorsque A* (0) =. (10) 

Le cylindre a été supposé parfaitement rigide. On a prévu soit 

le calcul qui prend en considération la compression élastique du 

cylindre (ce qui est nécessaire quand on détermine les paramètres 

énergétiques du laminage dans les dernières cages d’un laminoir 

continu à larges bandes) qui entraîne une variation de son rayon 

(voir par exemple [40, 180, 146]), soit:le calcul exact (selon la méthode 

décrite dans le ch. X) de la déformation du cylindre due au contact 
avec la bande. 


*) Les algorithmes de calcul des paramètres de laminage à chaud ont été 
élaborés (pp. 2-6) et testés (pp. 7-10) en collaboration avec V. F. Podimov. 
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L'intégration de l'équation de laminage [(15). ch. I] dans le 
calcul des paramètres énergétiques lors du laminage à chaud des ban- 
des minces se caractérise essentiellement par le fait qu'on prend en 
considération la dépendance de la résistance à la déformation par 
rapport à la vitesse de déformation u, à la température de lami- 
nage 7 et au degré de déforma- 
tion €. 

Les valeurs de la résistance 
à la déformation obtenues par 
voie expérimentale doivent être 
convenablement traitées pour 
être utilisées dans les calculs 
des paramètres énergétiques du 
laminage à chaud. D'après les 
nœuds des valeurs expérimenta- 
les de 6;,, on peut trouver la 
fonction d'approximation qui, 
4 6 1 après analyse, fournit le résul- 

Grle) tat aux points cherchés. L'autre 

ñ méthode consiste à chercher la 
solution directement à partir des 
valeurs nodales données sans re- 
courir aux fonctions d'approxi- 
mation [160]. 

Si, par exemple, les sommets d'un certain volume (fig. 107) 
sont les valeurs de 6;, obtenues expérimentalement avec des para- 
mètres thermiques et mécaniques données, et les arêtes traduisent 
les variations de 6;, en fonction d’un paramètre quelconque, les 
deux autres paramètres étant constants, alors il est évident que cha- 
que valeur de 6;;, quelles que soient les valeurs de T, u et e conte- 
nues à l’intérieur de ce volume, peut être déterminée par interpola- 
tion linéaire [63, 67] des valeurs nodales sur les trois paramètres. 
On détermine les valeurs (voir fig. 110) : 


oyi (D) — of; (A) 


| 


Fig. 4107. Schéma d'interpolation 
pour déterminer 6;; = 6; (u, T, E) 


Ou On (A) + lu (4); (11) 
C)— 67 (8 

Gjra= Gpu(B)+ RE Qu —u (B)]; (12) 

On as = yat EL (T — Ti). (13) 


Les valeurs de 6;; 1, Oy12. Or) Se déterminent d'une façon analo- 
gue; la valeur cherchée de o;, est alors donnée par l'expression 


Of1(12) —0yi (12) (14) 


Of = Oran + EE 


En portant les expressions (11), (12), (13), etc., dans le second 
membre de (14), on obtient une formule générale permettant de 
définir 6; Les valeurs expérimentales de 0;, sont représentées 
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initialement sous forme d'un tableau traduisant les variations de 
6,. en fonction de l'un des paramètres u, T ou e, les deux autres 
restant constants (pour une nuance donnée de l'acier). Après avoir 
déterminé la température 7 de la bande, le degré de déformation 
et la vitesse de déformation w en chaque point de l’arc d'entrai- 
nement en fonction de 8 ou de x, où 6 est la coordonnée angulaire du 
point considéré sur l’arc d'entraînement et x, la coordonnée linéaire, 
on trouve les valeurs de 6,, qui leur correspondent sur les tableaux 
des valeurs expérimentales. 

L'interpolation linéaire fournit une précision satisfaisante si 
le pas est convenablement choisi pour chaque paramètre, néanmoins, 
parfois, on aura plus d'intérêt à se servir d’une interpolation quadra- 
tique. Si l'on ne dispose pas de tableaux expérimentaux donnant 
la variation d'un paramètre quelconque, on peut les remplacer par 
ceux des coefficients évaluant les variations de ce paramètre. Le 
traitement des tableaux par calculateur ([65] ne présente pas de diffi- 
cultés; il permet d'utiliser immédiatement les résultats des essais 
sans composer les fonctions d’approximation. 


Partageons l'arc d’etraînement B — . — 6, en nr parties égales à 
l’aide de l’angle au centre 8 (voir fig. 1) 


A0, (15) 


et déterminons en chaque point de l’arc d'entraînement, correspondant 
aux valeurs instantanées de l'angle 


0: — 6;-1 + A80—0,+jA8 (i—0,1,2,..., n), (16) 
la vitesse de déformation d’après la formule [40] 


20H, cos ET 

2 Ÿ ñ 
| es 7 

7 te (5-0), (17) 

où v est la vitesse périphérique de rotation des cylindres; 

H,, l'épaisseur de la bande dans la section neutre; 

H;, l'épaisseur courante de la bande dans le foyer de déformation ; 

&i, le degré de déformation qui est égal à 


Hi—H; 


Pour intégrer l'équation de laminage [(15), ch. II] mettons-la 
sous la forme suivante: 


u (6) 


dg* à 
= F Ig* (8), 6], 


Fg* (0), 8] = e (cos O2 1° (8) sin 6) —g* 240 UT (18) 
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€ /8;- 8n[° E 


G(Ti,U:)9(E) 


Depouitiement 9 +i48) 
GT bi gl 


/Aors R-0Q 


Fig. 108. Organigramme de résolution de l'équation de laminage (bloc de 
Runge-Kutta: R-Q) 


L'équation (18) a été résolue numériquement avec un pas cons- 
tant A6 (6 étant l'angle au centre) d’après les formules de Runge- 


Kutta [63] (voir fig. 108 et la formule (11) du ch. II). 
Les frontières de l’arc ont été déterminées à partir de la condition 


Gi: —0, lorsque 2h; = H1;: U=+ lorsque 2h; — Ha. 
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La dérivée 0;,(8) de la fonction de la résistance à la déformation 
C;1(8) a été déterminée par la méthode des différences [63, 161]: 
au point d'entrée dans le foyer de déformation : 


Of1 (80) = _—. [— 30}: (00) + 40 52 (01) — 72 (82)] ; (19) 
au point de sortie: 
jt (On) = _—. [Oye (On-2) — 40ÿ: (On-1) + 3011 (On)] ; (20) 
en chaque point situé à l’intérieur de l'arc d'entrainement : 
oi (Qi) = ir Lor2 (Oe41) — Gps (Bu). (21) 


Lorsqu'on détermine les variations thermiques dans le foyer de 
déformation, on a le choix entre deux schémas de calcul. 

Dans le premier, la température de la bande est supposée cons- 
tante sur l'étendue du foyer de déformation et égale à la tempéra- 
ture d'entrée. On résout l’équation (18) sur la totalité de l'arc d’en- 
traînement pour des valeurs de la résistance à la déformation ©}; 
(u, €, T = const). Après avoir trouvé les valeurs de P; à partir de 
l'équation (18). on détermine, d’après les relations connues [137- 
140], les variations générales de la température dans le foyer de 
déformation ou celle enregistrée en chaque point de l'arc d’entrai- 
nement. On résout de nouveau l'équation (18) pour la valeur trouvée 
de la température et ainsi de suite, jusqu’à ce que la différence entre 
deux valeurs voisines de la température ou de tout autre paramètre 
ne soit sutiisamment petite. 

Dans le second, on effectue les calculs sur l’arc d'entraînement 
d’une section à la section suivante. Dans ce cas, on résout l'équa- 
tion (18) selon les formules (11) du ch. II pour chaque section consi- 
dérée en même temps qu'on détermine la température et partant la 
valeur de o;;(u, T, e). On prend la moyenne des forces et des tempé- 
ratures dès qu'on passe au calcul de la section suivante. On a donc 
résolu l'équation (18) en tenant compte des variations de la tem- 
pérature et en supposant 0}, variable dans le foyer de déformation. 

On calcule les variations de la température de la bande dans le 
foyer de déformation selon le second schéma en utilisant des rela- 
tions simples que l’on ramène à une forme commode. La baisse 
de température de la bande, consécutive au transfert de la chaleur 
aux cylindres, a été calculée selon une formule empruntée à l’ou- 
vrage [139] et ramenée à une forme commode: 


AT, — _8-10%8.B% TiT. Ate 
Vacspo(Be+ Bo) His Hi 60 VAto ?., 
où By, = V'wouco10; B, = V Acpec.-105 sont des constantes phy- 
siques ; 
A et À, les conductivités thermiques des matériaux de la bande 
et des cylindres de travail, en kcal/mh °C ; 1 


(22) 
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ose et p., les densités des matériaux de la bande et des cylin- 
dres, en {/m° : 

cr et ©, les chaleurs spécifiques des matériaux de la bande 
et des cylindres de travail, en kcal-kg-1.°C-1: 

Âto, le temps de refroidissement de chaque point ‘de la bande 
pendant qu'elle est en contact avec le cylindre sur tronçon 
de longueur $, de l'arc d'entraînement (fig. 1): 


 2RByille | 
Mo vil, (H3+ He) ! (23) 


At., le temps durant lequel chaque point de la bande est en 


contact avec le cylindre correspondant au pas A6 de divi- 
sion de l’arc d'entraînement: 


__ AOR sin 0;1/; 9 
Ate= vsinO,.#4, (24) 


L'augmentation de la température de la bande consécutive à 
l'effet de déformation plastique a été déterminée selon la formule 
P; In TE 
.— #1 4p3° 

ATui = ere 105°C, (25) 

où À est l'équivalent mécanique de la chaleur (4 = 427 kg-m/kcal). 
Dans le cas considéré, on admet que chaque section transversale 

de la bande a une température constante T à l’entrée dans le foyer 
de déformation, que conformément aux calculs la répartition de la 


température sur l'étendue du foyer de déformation est donnée par 
la formule 


Toi = Toi — AT bi-4 + AT its (26) 


‘et, enfin, que la température à la sortie du foyer de déformation est 
celle de la section considérée de la bande à la sortie des cylindres. 
Cette supposition est valable pour des bandes minces lorsque le 
rapport l/H» est grand. Lorsque les bandes sont relativement 
épaisses et qu'il est nécessaire d'évaluer, sur une section, la diffé- 
rence de température qu’on peut déterminer soit analytiquement 
1162, 163] soit à partir de relations simples [53, pages 157, 165-166], 
donc, déterminer à partir de cette différence la variation de 6,, sur 
cette section, il est possible d'apprécier les résultats du calcul de la 
température sur la section en calculant la température de surface 
de la bande (limite supérieure), celle des couches intérieures (limite 
inférieure) et la température moyenne sur cette section. 

D'après l'analyse effectuée (162, 163], la chute de température 
sur une section est petite dans le laminage des bandes minces et 
son influence sur les variations de la résistance à la déformation 
est faible, c'est pourquoi en prenant la moyenne des valeurs de 6;; 
sur une section, on ne faussera pas les résultats. Pour évaluer cette 
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influence, on calcule cette chute éventuelle de température d’après 
les données figurant dans les ouvrages [164-166]. 

En résolvant l'équation différentielle de laminage et en tenant 
compte des expressions (22), (25) et (26), on obtient la répartition 
sur la longueur de l'arc d'entraînement des contraintes de contact, 
de la température de la bande, de la résistance à la déformation et 
des contraintes horizontales moyennes g:. 

La valeur de l’angle neutre 6, nécessaire à la résolution de l’équa- 
tion (18) a été déterminée préalablement d’après la formule [37, 38]: 


cos Oo 1— sin Oo V3 (g2H2—qils) : 

6. = arccos LE + 810 ;r. A LR |, (27) 

où 6, est l'angle correspondant au point de l'entrée de la bande dans 

les cylindres. Cette valeur a été ensuite corrigée au cours de la résolu- 

tion par comparaison de la valeur moyenne de la contrainte horizon- 

tale g, à la sortie du foyer de déformation avec la valeur fixée g.. 

L'écart Ag à la sortie sert de critère de convergence au processus 
itératif de résolution. 

Il résulte de ce qui précède que l'équation différentielle de lami- 
nage s'intègre avec une résistance à la déformation variable tout 
le long de l’arc d'entrainement et en tenant compte des variations 
de la température de la bande dans le foyer de déformation et des 
paramètres géométriques et ceux relatifs à la vitesse du processus. 

L'algorithme proposé peut être utilisé pour le calcul des para- 
mètres technologiques et pour l'étude du laminage dans une cage 
réversible ou dans une cage faisant partie du groupe dégrossisseur 
du laminoir continu à larges bandes. Dans le dernier cas, l'algorithme 
doit être complété par le calcul des variations de la température de 
la bande dans l'intervalle inter-cages. En calculant le laminage dans 
chaque cage du groupe dégrossisseur en fonction des paramètres de 
température et de vitesse, on a obtenu l'algorithme de calcul des 
paramètres du laminage dans le groupe des cages dégrossisseuses. 


3. Algorithme de calcul des paramètres technologiques 
de laminage dans les cages dégrossisseuses d’un laminoir 
à larges bandes 


Pour décrire mathématiquement le laminage continu à chaud 
de larges bandes on doit prendre en considération, outre les condi- 
tions énergétiques, thermiques et celles relatives à la vitesse régnant 
dans le foyer de déformation, aussi les liaisons entre les cages par 
l'intermédiaire des variations de température et de propriétés méca- 
niques de la bande dans les intervalles inter-cages. L'emploi de 
deux groupes de cages : dégrossisseuses et finisseuses, se distinguant 
les unes des autres quant aux conditions qui doivent régner tant 
dans le foyer de déformation qu'entre les cages, n'implique pas la 
même approche pour l'élaboration du modèle mathématique de lami- 
nage à chaud de tôles minces. 
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Cette distinction entre les algorithmes décrivant le laminage 
dans les cages dégrossisseuses et dans les cages finisseuses a défini 
les étapes de la résolution du problème. D'abord, on a donné une 
description mathématique des processus ayant lieu dans le foyer de 
déformation d’une cage (p. 2). La liaision entre les cages du groupe 
dégrossisseur par l'intermédiaire des variations de température de la 
bande dans les intervalles inter-cages a permis d'utiliser l’algorith- 
me de calcul des paramètres de laminage dans une cage pour le lami- 
nage dans le groupe dégrossisseur. Dans la deuxième étape on a 
résolu le problème pour le cas de cages finisseuses, compte tenu de 
ses traits caractéristiques (p. 4). En groupant les deux solutions en 
un seul algorithme, on a obtenu une description mathématique com- 
plète du laminage continu à chaud de larges bandes. 

Examinons l’algorithme de calcul des paramètres géométriques, 
thermiques, de vitesse et de force dans chaque cage du groupe dégros- 
sisseur en tenant compte du refroidissement de la bande dans les 
intervalles inter-cages (fig. 109). 

En élaborant l'algorithme, on a tenu compte du fait que la pres- 
sion et le couple de laminage dans chaque cage ne doivent pas excé- 
der certaines valeurs. A cet effet, on a prévu le calcul des charges 
limites admissibles en partant de la résistance mécanique des élé- 
ments de la cage. On prend également en considération l'existence de 
cages à cylindres verticaux dans la ligne de laminage, ainsi que la 
présence de cylindres verticaux dans les cages universelles. 


Calcul des paramètres de laminage dans 
les cylindres horizontaux 


Considérons le schéma de calcul de la k-ème cage du groupe dégros- 
sisseur. ; 

1. Calculons les valeurs limites admissibles de la pression du 
métal P, sur les cylindres pour cette cage [167] *): 

a) pour la table du cylindre d'appui 


0,8 [0]a pDap 
P:= 2 
dE 20p—L (28) 


b) pour le tourillon du cylindre d'appui 


0,4d1.ap [Olap 
al (29) 
où [olp est la contrainte normale limite admissible du matérisu 
des cylindres d'appui; 


*) Dans le cas général, le calcul de la pression limite admissible du métal 
sur les cylindres et le calcul du couple de laminage peuvent être plus complets 
{calcul de la tenue du bout menant du cylindre, etc.) ; l’introduction de condi- 
tions supplémentaires ne complique pas le calcul de [P;] et de [C;]. 
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Gap, la distance entre les points d'application des réactions dues 
aux supports; 
dt.ap, 1e diamètre du tourillon du cylindre d'appui. 
Soit P, = min (P,, PL). 
2. Calculons la valeur limite du couple de laminage à partir 
des conditions de tenue du tourillon du cylindre de travail: 


[Ca] = 0,243 4, [t1-107, (30) 


où dy. ?r est le diamètre du tourillon du cylindre de travail en mm; 
[t}, la contrainte tangentielle limite admissible pour le 
matériau des cylindres de travail. 
3. Calculons les dimensions de la bande à la sortie de la k-ème cage : 
l'épaisseur de la bande est 


Hon= Hi (1—2:) mm; (31) 
sa largeur 
Bar = Bin + AB, mm, (32) 


où l'élargissement AB, de la bande est donné par les travaux [37, 
38, 81]: 


AB =0,5cx (V RAHa — 59") Int, (33) 
Ch = A (1 — €) RE 015] X 


X exp [1,5 (0,45—— #5) |+es; (34) 


VRABh 
sa longueur 
__  LiiBir 
Len = Ton Bar 7 me 
où Z,, soit est donnée, soit se détermine selon la formule 
G103 
L = Rs EUR min 36 
1 HinBinpb d (58) 


ici PB, et B, sont respectivement la largeur initiale et la largeur 
finale de la bande en mm; 
G& la masse de la bande en é. 
4. La distance entre le bout avant de la bande et la k-ième cage 
est 


Lx =} — Lo (k—1) NM (37) 


(où /? est la distance entre les cages en mm) ; le temps de transport de 
la bande sur les rouleaux transporteurs de la (4 — 1)-ième à la 
k-ième cage est 


= + Aus, (38) 
P 
où v, est la vitesse périphérique de rotation des rouleaux transpor- 
teurs en mm/s. 
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9. Calculons la valeur préliminaire de l'angle neutre selon læ 
formule (27). Tout d’abord il faut déterminer 


Hip 
GR 
6, — arcsin — rad (39) 
où ay = Ra + mm. (40) 


La valeur de 6;,. nécessaire au calcul de 6, se détermine comme 
Ofi (Tbas U = 10%, N(E) = 1), selon les formules (11)-(14), où 
Tea est la température de la bande à l'entrée de la k-ième cage (pour 
k = 1, Tbo.a = To)- 


6. Calculons : 
l'épaisseur de la bande dans la section neutre 
H y = 2 a Ru cos (5—0,) | mm , (41} 
la vitesse de la bande à l'entrée dans le foyer de déformation 
ur Sin 0.,H 
Vin = 7 — mm /s ; (42) 


la vitesse de la bande à la sortie des cylindres 
Uk sin 6,77, 


Val = re mm/s. (43) 
7. Le temps de laminage dans la (4 — 1)-ième cage est 
Lo (h— 
Ni = "2 S; (44) 
2 (k—1) 
et dans la k-ième cage 
V7 = _ S, (45) 


OÙ Lin = Lacn-1; 

Uorh-1) est tiré du calcul de la cage précédente. 
Pour 4 = 4 on a At4_, = 0. 

Le temps de refroidissement du bout avant de la bande quand 
elle passe de la (4 — 1)-ième cage à la k-ième cage est 


lrba=Atratis; (46) 
pour À = 1,0n a fx.ba —= the 
Le temps de refroidissement de la bande est 
Lrq = 15 + At. (47) 


8. Calculons la température du bout avant et de la queue de la 
bande à l’entrée de la k-ième cage [7, 37, 40]: 


"a 103 ni 
__500t ( >) 
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où C est la constante de rayonnement du matériau de la bande, 
kcal/(m°-h-°K) 
t, le temps de refroidissement de la bande par rayonnement 
calorifique, s; 
Tyu-, la température à la sortie de la (4 — 1)-ième cage, pour 
= {on a Tou-0 = Tos 
le temps t pour le bout avant de la bande est 


ba = Eh ; (49) 


le temps t pour la queue de la bande est 


= t 
Lg = 3600 h. (50) 


Le coefficient K, tient compte de la baisse de température résul- 
tant de la convection [149]. Déterminons K, selon la formule 


T 
Ko = 4 ES A es 
k (1), (51) 
où T7; est la température calculée selon la formule (48) sans tenir 
compte du coefficient K,. Le coefficient k4 est supposé égal à 0,05-0,07 
[1491]. 

9. Divisons l'arc d'entraînement en » parties avec un pas A6, 
suivant l'angle au centre @ [formules (15), (16)]. Déterminons en 
chaque point de division l'épaisseur de la bande: 


Hyi = 2 (ar — À} sin 6,1) Me (52) 


10. Déterminons la baisse de température de la bande due à 
l'échange thermique entre la bande et les cylindres selon les for- 
mules (22)-(24). Pour le bout avant on se sert de la formule (22) 
dans laquelle pour i = 0 on pose 7; = Ty45.4 que l’on calcule avec 
(48) et t avec (49). Pour la queue de la bande pour i = 0 on pose 
= T,.,.1 que l’on définit avec la formule (50). 

Déterminons la hausse de température de la bande due à l’effet 

de déformation plastique selon la formule (25) (pour i—0on a 
9 

Pi V371t< x). 

Déterminons la température du bout avant de la bande d’après 
la formule (26) : 


Thai = Ta (i-1) — ATba çi=13 + ATa i-13 °C; 
(53) 


i 


et celle de la queue de la bande 
Tabi = Tab çi-1) — ATob çi-1) + ATaui-1) °C. 
11. Calculons la vitesse de déformation d'après la formule (17). 


12. Pour chaque valeur de l'angle 6, ; [{formule’(16)] déterminons 
les valeurs de la résistance à la déformation du matériau de la bande 
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Ojini en fonction des réductions €; (17), de la température T 
de la bande (26), de la vitesse de déformation v; (17) et à partir des 
formules d’interpolation linéaire (11)-(14) tirées des tableaux des 
valeurs nodales des grandeurs expérimentales. 
13. Intégrons l'équation (18) pour les valeurs de la résistance 
à la déformation ©;,.:.; calculées comme indiqué plus haut au p. 12. 
Résolvons l’équation (18) sous une forme non dimensionnelle où 


gi Ti : Eee Pi = 
hi = —— — ; RE ——— ; Pi = —<—— (54) 


— > Oflhi Opl.h.i Ofi.hil 
V3 fUR.i | V3 fl.h,i V3 fi hé] 


La résolution est effectuée successivement pour chaque section de 
l'arc d'entraînement de i— 0 à i—n d’ après les points 10 à 183. 

14. Une fois le calcul du dernier point i — n terminé, détermi- 
nons la correction de l'angle neutre A8. : 


AG,x = mr |dn h— qu |- (55) 

Posons Pm.r = Z C}1.c.n pour la première itération (voir p. 10). 
15. Vérifions la condition 

| Qn.x — or |A. (56) 

Si la condition (56) n’est pas remplie, corrigeons ‘angle neutre 6.,: 

Our = Or HA, (57) 


où le signe « + » correspond à qun >> Qen et le signe « — » à Qun < 
<< ok: 

n est le rang de l’itération lors de l'intégration de l’équation (18) 
(n = 1, 2, 3, 

16. "Reprenons : à | partir du p. 6 le cycle itératif pour une nouvelle 
valeur de 6.,, jusqu’à ce que la condition (56) soit remplie. A chaque 
fois que l’expression (57) change de signe divisons le pas AG, par 
deux. 

47. Une fois la condition (56) remplie, calculons les valeurs inté- 
grales caractérisant le processus dans le foyer de déformation, i. e.: 

la pression totale du métal sur les cylindres 


a/2 


| Lp (8) sin 6: + + (8) cos 6:] dB : (58) 
60 


Rs 


Pi 


la composante horizontale de la pression résultante du métal sur 
les cylindres 


x/2 


x, = ] [p (8) cos @;— + (8) sin 6;] dO: (59) 
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le couple de laminage 
x/2 


Cn= ge | + (0) a (8), (60) 
80 


où BP}, est la largeur moyenne de la bande. 

Pour intégrer les expressions (58)-(60) utilisons la méthode de 
Sympson [67]. 

Calculons la pression spécifique moyenne 


__ P-+10° 103. é 
la puissance de laminage 
Nu= PmBHove \n ” 10- : (62) 
l'avancement 
S==— (63) 


(c, est la vitesse de la bande à la sortie des cylindres en mm/s); 
la vitesse de rotation du cylindre de travail 


Nn == 2 tr/mn. (64) 


18. Effectuons les calculs pour la queue de la bande à partir 
du point 5. Pour ce faire substituons dans la formule (27) p,, (61) 
calculé pour le bout avant de la bande, à Ofie- 

19. Une fois terminé le calcul des paramètres de laminage des 
deux bouts de la bande dans la k-ième cage, on passe à la cage 
(4 + 1). A cette fin on utilise les formules (26), (31), (32), (35), (43) 
pour le cas de la k-ième cage. On commence le calcul à partir du 
p. 1. 

20. Si la ligne de laminage renferme des cages à cylindres verti- 
caux, on calcule les réductions dans ces dernières d’après la méthode 
exposée dans l'ouvrage [168] et les données de l'ouvrage [169]. Pour 
calculer les paramètres de laminage dans les cylindres verticaux 
on utilise les résultats des calculs selon les formules (31), (32), (35), 
(38), (44)-(48). 


Calcul des paramètres de laminage dans les cylindres verticaux. 


Calculons la pression spécifique moyenne [169]: 


Pm.o = 1:156y1.2 (4 + 0,34 (65) 


(ns 
VA (B:—B;) | ; 


où B: — B, = AB est fixé ou déterminé selon la formule (33); 
Oyir = Of (Tb.o3 Ur: E,) SONnt calculés selon les formules (11)-(14) ; 
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Tr. — selon la formule (48); 
Bi— Ba 


£v 7 B, ; (66) 
ni V TR 
Up = HE. . (67) 


Supposons v, = v pour x — 1. Déterminons la pression totale 
du métal sur les cylindres verticaux: 


Po = Pm.o V Ro(B2— B:) H; (68) 
et le couple de laminage 
Co = ŸPm vH y (B2— B;) 2R,10"8. (69) 


Pour simplifier les calculs on suppose que le coefficient de levier 
de la résultante v est égal à 0,5. 

Si la bande est laminée simultanément dans les cylindres hori- 
zontaux et les cylindres verticaux (dans les cages universelles), les 
vitesses de rotation des cylindres horizontaux et verticaux sont 
liées par l’expression 

No = Fe ny (1 — ex) {r/mn, (70) 
D 
où #4 est calculé d’après la formule (64) et e, d’après (17a) pour 
= n. 
Calculons la vitesse périphérique des cylindres verticaux : 


Vo = ee mms (71) 
et la puissance de laminage 
N,= 2. (72) 


Pour les cages verticales isolées, les grandeurs figurant dans les for- 
mules (65)-(69) et (72) ne sont déterminées qu'une seule fois pour 
n — 1. Pour les cylindres verticaux des cages universelles, les para- 
mètres sont déterminés d’après les formules (70) et (71) après le 
calcul de x dans les cylindres horizontaux selon la formule (64). 
Une fois qu'on a calculé v, avec la formule (71) on recommence pour 
n — 2 en remplaçant &v, par sa nouvelle valeur dans l'expression 
(67), quant aux paramètres on les calcule avec les formules (65)-(69). 

Donc, à l'issue du calcul des paramètres de laminage des bouts 
avant et arrière de la bande. dans toutes les cages du groupe dégros- 
sisseur, on obtient les valeurs des paramètres énergétiques, de force, 
de vitesse et de température de laminage dans chaque cage du lami- 
noir, ainsi que les variations de la température des bouts avant et. 
arrière de la bande dans les intervalles inter-cages. 

Notons que la résistance à la déformation du métal a été déter- 
minée, lors du calcul des paramètres de laminage dans les cages 
dégrossisseuses, en supposant que le durcissement du métal se trouve 
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complètement supprimé lorsque la bande passe d’une cage à la 
suivante sur les rouleaux intermédiaires [170, 171]. 

Si l’on utilise l’algorithme décrit pour le calcul des paramètres 
de laminage dans les cages dégrossisseuses qui, très souvent, n’im- 
pliquent pas une haute précision, on peut procéder aux simplifica- 
tions suivantes : 

1) prendre la moyenne de la température dans le foyer de défor- 
mation. Dans ce cas, le calcul d’après les formules (22)-(25) s'effectue 
pour la totalité de l'arc d'entraînement [formules (59)-(62), (64)] 
et la résistance à la déformation 6;, est déterminée comme 
Opus e5 T = Th), 


où Th = Lite, Ts = Te — ATr + ATou; 


2) prendre la moyenne de la vitesse de déformation sur l'étendue 
de la zone de déformation. La vitesse moyenne de déformation sur 
la longueur de l’arc d’entraînement se calcule selon les formules 
de S. Ekelound, de A. I. Tselikov ou de N. N. Kreindlin (38, 40, 
162]; alors, la résistance à la déformation oô;1x = O1 (ei, U = Um, 
T = Ty); 

3) prendre la moyenne de la résistance à la déformation du métal 
laminé sur l'étendue de l’arc d'entraînement :0;; x = O;i(Ums Tms Em) 


OÙ €, — Le, [37, 40, 162, 163]. Alors au lieu de résoudre l'équation 


(18) on peut prendre une expression analytique quelconque de la 
solution de l'équation différentielle de laminage où 0}, est supposé 
constant sur l'étendue de l’arc d'entraînement. On peut également 
déterminer d’après les formules (11)-(14) les variations de la résis- 
tance à la déformation en fonction de la température, de la vitesse 
et du degré de déformation, et procéder ensuite à l'intégration numé- 
rique qui nous donnera la valeur moyenne de 6;:, dans le foyer de 
déformation. 


4. Algorithme de calcul des paramètres technologiques 
de laminage dans les cages finisseuses d’un laminoir 
à larges bandes 


Les traits caractéristiques du laminage continu tels que son 
déroulement en régime établi et transitoire, la tension de la bande, 
la nécessité de maintenir constant le volume du métal laminé dans 
chaque cage, etc.. se manifestent dans l'algorithme de calcul des 
paramètres énergétiques, de forces, de température et de vitesse 
de laminage dans le groupe finisseur du laminoir. En quittant la 
dernière cage dégrossisseuse et avant de pénétrer dans les cages 
finisseuses, la bande subit d'importantes variations de température. 
La différence de température sur la longueur de la bande enregistréa 
dans le groupe dégrossisseur peut s’accroître brusquement en raison 
de l'inégalité de la vitesse de sortie de la dernière (4 — 1)-ième cage 
dégrossisseuse et de la vitesse d'entrée dans la première k-ième cage 
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du groupe finisseur [7, 137, 144]. Il est nécessaire de tenir compte de 
la différence de température sur la longueur de la bande car les 
variations de température exércent une grande influence sur les 
divers paramètres de laminage continu. Pour déterminer les réduc- 
tions de section optimales suivant les cages, définir les régimes d’ac- 
célération du laminoir et obtenir la température nécessaire en fin de 
laminage, etc., il faut élaborer l'algorithme de calcul en conséquence. 

L’algorithme est élaboré sur la base des calculs des paramètres 
dans chaque cage du laminoir, ceux-ci sont liés entre eux par les 
dimensions de la bande, la vitesse de laminage et la tension de la 
bande, ainsi que par les variations de température et de résistance 
à la déformation du métal de la bande. Pour calculer les paramètres 
de laminage dans une cage finisseuse, on a résolu, comme indiqué 
plus haut, l'équation différentielle de laminage [(15), ch. I] et 
l'équation linéaire non stationnaire de la chaleur [155, 156, 172], 
par des méthodes numériques [62, 63]. 

Examinons le schéma de calcul des paramètres de laminage dans 
la première cage du groupe finisseur (fig. 110). Après avoir été lami- 
née dans les cages dégrossisseuses, la bande, tout en gagnant les 
cages finisseuses, se refroidit par rayonnement calorifique [formu- 
le (48)]. Si on connaît la température en chaque point de la bande. 
si par exemple elle a été mesurée à l’aide d'un pyromètre photoélec- 
trique {7] à la sortie de la dernière (4 — 1)-ième cage dégrossisseuse, 
ou si la température des bouts avant et arrière de la bande a été 
calculée d’après l'algorithme décrit, on peut alors déterminer la 
température en chaque point suivant la longueur de la bande à l’en- 
trée de la k-ième cage finisseuse. A cet effet convenons de partager 
la bande en m parties d’une longueur k proportionnelle au temps de 
passage de la bande à travers la k-ième cage du groupe finisseur : 


m= x, (73) 


où Af, est le temps de laminage dans la k-ième cage finisseuse cal- 
culé d’après la formule (45). 

Alors le pas correspondant à la durée de passage de la bande à 
travers la (k — 1)-ième cage dégrossisseuse est égal à 


U 
AUTRE Lors S; (74) 


où ti, est la vitesse d’entrée de la bande dans les cages finisseuses (42) ; 
Vo h-1 St la vitesse de sortie de la bande des cages dégrossis- 
seuses (43). 
La température de chaque partie de la bande au moment où 
elle sort de la dernière (4 — 1)-ième cage se détermine d’après la 
relation 


inr- mm 
To çh-13= Too (h-1) — Ne (Too «h—1 —Taw-1)) °C; (19) 
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Fig. 110. Organigramme de l'algorithme de calcul des _paramètres techno- 
logiques du processus de laminage à chaud dans le groupe finisseur d’un laminoir 
continu à larges bandes 
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Où Th.au—1) est la tempértuare du bout avant de la bande; 
Tuw-1) est la température de la queue de la bande au moment 
où elle sort de la (4 — 1)-ième cage; 
At est donné par la formule (44); 


10; 4;:2;:2:.3 1m. 


En portant Tex-1, dans la formule (48) et en calculant, pour 
toutes les valeurs de j, la valeur de {* selon la formule (38) pour les 
rouleaux intermédiaires lorsque le temps de refroidissement de 


chaque partie de la bande est égal respectivement à &,, £, et £, (49) 
et (50), 


li = trs — jrs, (76) 
Le = My —jnrn + s, (17) 
t3= Nnn— j(nas—n)+ts, (78) 


on obtient trois massifs donnant la distribution de la température 
sur l’étendue de la bande : 1 — au moment où la queue de la bande 
sort de la (4 — 1)-ième cage (£,);: 2 — au moment où le bout avant 
de la bande pénètre dans la k-ième cage (£,) ; 3 — la température de 
chaque partie de la bande au moment où elle entre dans la k-ième 
cage (4). 

Cela permet d'étudier les variations de température de la bande 
sur toute sa longueur dans l'intervalle compris entre les cages dégros- 
sisseuses et les cages finisseuses sous diverses conditions de laminage 
dans les (4 — 1)-ième et k-ième cages. 

Connaissant les dimensions du produit à laminer (par le calcul 
des paramètres de la (4 — 1)-ième cage ou à partir des données 
initiales) et calculant les paramètres de laminage dans la k-ième 
cage selon les formules (15)-(17a), (27), (39)-(45), (52) respective- 
ment, ainsi que 

zi= la —R cos (609 + iAB) mm, (19) 
où {, = Rcos 6, mm 


(i = 0, 1,2,...,n), 


on détermine la vitesse de passage de chaque section de la bande dans 
le foyer de déformation en sens de laminage 


v sin 6.,H 
Ux.i = 1 - mm/s (81) 
où H,y = 2la— VR?—(R cos 6, — x;)*] mm (82) 
lorsque zx; = i—— (i = 0,1,2,...,n) mm. (83) 


En supposant que la température de la bande est uniformément 
répartie sur la largeur de celle-ci et sur la section à l’entrée du foyer 
de déformation, on peut mettre l'équation linéaire non stationnaire 
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de la chaleur [155, 156, 172] sous la forme 


OT _ À» OT 0T HN À; 
on po me 8e pour UT) (69 
où H est le coefficient d'échange thermique, kcal/(m°h °C); 

IT, le périmètre de la section de la bande; 

F, la surface de la section transversale de la bande: 

T:, la température superficielle du cylindre à l’entrée du foyer 

de déformation. 

L'équation (84) est résolue sur l'intervalle 0 < x < L, par la 
méthode des différences finies (62, 63], les conditions étant les 
suivantes : 

les conditions initiales 

T (zx, 0) = Tva (85) 
peuvent être déterminées d'après la formule (48) lorsque t = 
= lp.a (49), où érp.e = ts Se calcule avec la formule (78) lorsque 
j = 0. 

La condition aux limites à l'entrée 

T (0, 1)=Tz; (86) 
se détermine d'après la formule (48) lorsque t = ty (46), tipo = ts 
se calcule avec la formule (78) pour 0 <j <m (j = 0,1, 2, ...,m). 

La condition aux limites à la sortie lorsque x, = L, (i = n) 


2-0 (87) 


ox 


est définie en supposant qu'il n'existe pas de flux thermique dans 
la bande à la sortie du foyer de déformation et dans le sens de 
laminage. 

L'existence des conditions aux limites à l'entrée (86) définies 
d'après les formules (48), (78) avec un pas k relativement au temps t 
a permis de composer une matrice rectangulaire ayant le même pas 
relativement aux coordonnées x, et #; (fig. 111) : 


zx = in (où i—=0,1,2,...,n), (88) 
t, = ik (où j = 0, 1, 2, ..., m), (89) 
oùn = —<. (90) 
Si le nombre m est connu, on tire le pas k de l'expression 
A 
k= hs, (91) 


si l’on connaît le pas temporel k => 0, le nombre m se calcule à l'aide 


de la formule (73). 
Mettons l'équation (84) sous forme de différences finies pour Ja 


couche (j + 1): 
Vin, jai — Ai, jan Vi, gas + Bis, ja Via. ju = — Ci, jui, j— Dis, jxse (92) 
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Afin de ne pas imposer des restrictions sur k, lors du choix du 


pas n de la coordonnée x, et de parvenir à un schéma stable de résolu- 
tion de l'équation (92) mise sous forme de différences finies, on s’est 


Longueur de L'arc d'entrainement 


JU! 


| 0 
To 1 2 3 4 SR 1  h 15 16 7 6 
Ê ét! 2 : 


Fig. 111. Schéma relatif à la résolution de l'équation de la chaleur 


servi de la méthode des résolutions multiples dans les deux sens qui 


donne la solution stable quels que soient les n°/k > 0 [63]. 
On admet dans l'équation (92): 


à me {5 H. +2.) + ur, inpoce + 2Àb _ 
M ms + (9 
Àb 
Bi, = ——— ; 4 
IT pus ipece ” 6? 
Ce; = "pote : 
kb nu pee) (55) 
D = n° (2HTe + Ax,iHx,i) (96) 


Hs: (ho + nus ipbcb) 


OÙ Pp; Ch» Àp, H sont les constantes physiques (voir plus haut). 
La puissance spécifique de la source de chaleur est 


Hip. (la — ti) 
AC. U4414Px.i ; ù 3 
x. ii FE — VX VAE 23e kcal/s-mms, (91) 


où À est l'équivalent mécanique de la chaleur. 
L'équation (92) est résolue pour la couche j + 1 de la façon 
suivante : 
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tout d'abord on détermine les valeurs des coefficients sur l'étendue 
de l'arc d'entraînement (résolution directe) : 


Bi,j4 D(0,tj4s) + C4, jea0a, + Di, j+s 
BA MA 
B4, j+1 | A4, +104, j+i-toate,j + De, j4s 
RES MM, 
RE TT (98) 
Bn-1,3+1 
RS An-1,j+1 —Gn-2, j41 ? 
An_e, j+10n-2, j+1 + Cn=1, jet n-1, ÿ + Dn-1, j+1 
D EEE à 


Bh-1,7+1 
Ensuite on calcule les fonctions sur l'étendue de l'arc d’entraîne- 
ment pour la couche (j + 1) (résolution inverse) : 


_ An-1, J#40n-1, #1, À 
Un. j4— 1—ah_1, j+1 

Un-1, j+1 — An-1. j+1 (bai. j+1 + Un, #1) ; 
Un-2, j:1 — Cn-2, j+1 (On. j+1 + Un-1. j#1) , 


(99) 


Ui, j+1 — 1, j+1 (Ds, j+t À Ve. j+1). ) 


La solution des équations (92)-(99) fournit la répartition de la 
température de la bande sur la longueur de l'arc d'entraînement 
pour la couche j + 1. Le calcul pour la couche j + 2 et les sui- 
vantes s'effectue d’une manière analogue. 

Etant donné que l'équation de laminage est résolue avec un pas 
AG constant (6 est la coordonnée angulaire) et que l'équation de la 
chaleur est résolue par rapport à la coordonnée linéaire x; avec le 
pas n, il en résulte une erreur sur les coordonnées des points calculés, 
qui est particulièrement sensible pour les premiers points de divi- 
sion. Pour éliminer cette erreur procédons à l’interpolation linéaire 
des pressions spécifiques p, et des températures T'; sur l'étendue de 
l’arc d'entraînement. Le massif p.: qui fait partie de la résolution 
de (97) est déterminé par interpolation linéaire de p; (6) pour les 
angles 6; relativement à x; avec un pas » et en faisant appel aux 
expressions 


la— Tr; 


i = ArCCOS ——— ; (100) 


A6" -- arccos ni — 06, (101) 


et aux formules (15) et (16), où p; (6) se détermine d’après les ex- 
pressions (54) 


pi (0) = p* D Ouasin6: (102) 
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après résolution de l'équation différentielle de laminage. On calcule 
d’une façon analogue le massif de valeurs des températures pour la 
coordonnée angulaire 6, choisie parmi les températures de l'arc 
d'entraînement et définies par la résolution de l'équation de la cha- 
leur par rapport à la coordonnée linéaire z;. 

Le schéma de détermination des paramètres de laminage dans la 
k-ième cage finisseuse se présente comme suit : 

4. On calcule d’abord les paramètres géométriques et de vitesse 
de laminage dans la k-ième cage, à l’aide des formules (15)-(17a), (27), 
(31), (35), (37)-(45), (52) (dans lesquelles on pose Bar = Bis) et 
ensuite les conditions aux limites par rapport à j à l'entrée du foyer 
de déformation à l’aide de la formule (48) où £f, est tiré de la formu- 
le (78) et enfin les expressions (73)-(83), puis on résout l'équation 
différentielle de laminage pour j = 0, i. e. lorsque la résistance à la 
déformation ©}, (u; €; T — const) est calculée d’après les 
formules (11)-(14) pour une température constante sur l'étendue de 
l'arc d’entraînement (7, se détermine selon la formule (48) lorsque 
j = 0). 

2. On résout l'équation de la chaleur [formules (84)-(99)] en fai- 
sant j — 1 dans la formule (86) et en se servant des valeurs obtenues 
de la pression spécifique p; (6) et les expressions (15), (16), (100)- 
(102). On résout encore l'équation de laminage pour la répartition 
de la température le long de l’arc d'entraînement qui vient d'être 
définie. 

3. On vérifie si est remplie la condition 


{n.h— oh 
Ofi.s, R 


<AÀ, (103) 


où Cy141 Se détermine à l'aide de (11)-(14), comme o;,; (u,, En, Th); 
À est la précision requise du calcul. 
Si la condition (103) n’est pas remplie, on corrige l'angle neutre 
d’une valeur A8,, où A8, peut être calculé d'après la formule (55) 
ou tiré de l'expression 


+ , (104) 


A8,, = 
ce pas doit être divisé par deux chaque fois que la contrainte horizon- 
tale g,.1 à la sortie change de signe. 

4. Après avoir corrigé la valeur de l'angle neutre on reprend la 
résolution selon le point 1; on résout l'équation de la chaleur pour 
j = 1 et l'équation de laminage pour les valeurs nouvelles de 6;, x, 
puis on vérifie la validité de la condition (103), etc. Si la condition 
(103) est satisfaite, on calcule les paramètres nécessaires de laminage 
[qi, Ti, pi d'après les formules (54)] et les expressions (58)-(64), puis 
on détermine le coefficient du bras de levier de la résultante 


C.103 e 
Ÿ= (105) 
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et le fixage préliminaire des cylindres 
C 


où M, est le module de rigidité d'une cage de laminoir. 

5. On passe ensuite aux calculs de la couche j = 2 et ainsi de 
suite. Pour cela on utilise une série de conditions aux limites à l’en- 
trée, définies à partir des formules (48) et (78) pour résoudre l’équa- 
tion de la chaleur ainsi que le massif de p,; prises sur l'étendue de 
l'arc d'entraînement et relatives à la couche précédente. On résout 
l'équation (84) avec ces valeurs. 

6. Pour réduire le temps de calcul on choisit un pas plus impor- 
tant de division de la bande f (j = 0, 1, 2, ..., f1, f1 + 1, . .., m). 
Dans ce cas on calcule les paramètres de température avec la précé- 
dente division de la bande avec un pas k, tandis que la résolution 
de l’équation différentielle de laminage et le calcul des paramètres 
énergétiques et de force de laminage sont effectués à des instants f 
donnés. 

Lorsqu'on passe au calcul de la (4 + 1)-ième cage du groupe 
finisseur, on se sert des résultats des calculs effectués dans la 4-ième 
pour déterminer les paramètres géométriques H, = H,,p+1,3 By = 
= By+, = const, Los, = L;n+1, de la bande, le temps de laminage 
At, dans la k-ième cage, la vitesse de sortie de la bande vx, = 
= Lit; de plus, on utilise les valeurs déjà calculées de la tempé- 
rature 7, ;et de la résistance à la déformation 0;,, ; à la sortie du foyer 
de déformation, ainsi que la valeur donnée de la tension entre les 
k-ième et (k + 1)-ième cages. 

Commençons le calcul des paramètres de laminage dans la 
(4 + 1)-ième cage finisseuse par la détermination des grandeurs 
géométriques à l’aide des formules (31), (35), (39), (40). Détermi- 
nons ensuite le temps de défilement de la bande entre les cages 
et À + 1: 


Bi s (107) 


U2k 
(où L est la distance entre les cages en mm) et la température d’enga- 
gement du bout avant (j — 0) dans la (k + 1)-ième cage d'après 


la formule (48) lorsque 
t* 


Las F— EE . (108) 
Calculons successivement les grandeurs données par les formu- 
les (27), (41), (15), (16), (17a), (52), et la vitesse périphérique des 
cylindres de la (k + 1)-ième cage 
oi Hith+s 
Sin O,.(h+1)Hsch+t) 


et les grandeurs données par les formules (17), (43), (79)-(83). 

Déterminons, d'après la formule (48), la température Tycu+as 
à l'entrée de la (4 + 1)-ième cage, en utilisant t,,, [calculé selon la 
formule (108)] et en y remplaçant T,;x par Tyip+- 
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mis, (109) 


Uh+1 — 


Traduisons l'influence de l'eau de refroidissement sur la tempé- 
rature de la bande par le coefficient k, qui exprime quantitative- 
ment la baisse de température consécutive à l’action de l’eau rap- 
portée à la perte totale due au rayonnement calorifique : 


Tinti5 = Ta—Kn (Tu — Ts), (110) 
.: ATh 
kr — Tn—Tu+ La. CE) 


OÙ Tr = Ten; 

Th+1 — T'hth+)j est défini d’après (48). 

Le coefficient k, dépend du débit de l’eau de refroidissement et 
du schéma de son amenée vers les cylindres. La chute de température 
de la bande AT,, résultant de l’action de l’eau, se calcule à partir 
du bilan thermique [7] 


Qb = chGLAT —= Oh = ChGRA Th) (112) 


Décomposons la quantité de chaleur emportée par l’eau en deux 
composantes : 


Qn = Qc + Qcz; (113) 
où Q,. est la chaleur cédée par les cylindres à l’eau de refroidisement ; 


Qui = ChGoNT h1 ; 


Q:, la chaleur cédée par la bande à l’eau ; 
Qc2 = ChGe2NT no ; 


Gn1, la quantité de l’eau amenée vers les cylindres; 

Gp, la quantité de l’eau s’écoulant sur la bande. 

Si l’on exprime la part d’eau s’écoulant sur la bande par le 
coefficient 


Ghe 
her, (114) 


on obtient, après quelques transformations, la formule suivante 
pour AT, : 
Ph (AT pou — AT, ;) () 


AT n = 
Is Bvapycb1076 


C, (415) 


où p, est le débit par seconde de l’eau de refroidissement dans la 
cage considérée, en kg/s; 

H,Bv:, le débit par seconde du métal dans le laminoir ; 

Pr: Ce, des constantes données (voir plus haut); 

ATh1, l'échauffement de l’eau dû à l’échange thermique avec 
les cylindres; 


ATh», l’échauffement de l’eau dû à l'échange thermique avec 
la bande. 
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Le coefficient k, dépend de la largeur de la bande laminée et du 
système d’amenée de l’eau de refroidissement (k, — 0,5 = 0,75 pour 
le laminoir 1700). 

Les valeurs de AT», et de AT;. ont été déterminées expérimen- 
talement en mesurant la température T,, de l’eau refroidissant les 
éléments de la cage, la température T:, de l’eau après refroidissement 
des cylindres au moment où la bande a quitté la cage et la tempéra- 
ture 7.4 de l’eau après le refroidissement des cylindres et de la ban- 
de laminée. 

Les résultats des mesures des températures effectuées sur un 
laminoir 1700 à larges bandes pour certains profils de la bande sont 
rassemblés au tableau 25. La température de la bande à l’entrée 
et à la sortie du groupe finisseur a été mesurée à l’aide de pyromètres 
photoélectriques. Pour déterminer le débit de l’eau de refroidisse- 
ment, on a utilisé un débitmètre du type 1M-23 monté sur la conduite 
d'amenée de l’eau vers les cages finisseuses. Les données des mesures 
ont été transmises en continu sur un enregistreur. Les conditions 
d'essais sont représentées sur le tableau 26. 


Tableau 25 Tableau 26 
Résultats de la mesure Conditions de mesure de la 
expérimentale de la température de température de l’eau de 
l’eau de refroidissement sur un refroidissement sur un 
laminoir continu 1700 laminoir continu 1700 
à larges bandes à larges bandes 
Masse dc | Nombre 
o o or|P;,,N H, B 
Cages Tic: CÎToer CÎT3e* C . Acier LS mm la sa ee 
Groupe fi- 
nisseur : 
DD* 32 132 — — 2 Kkn | 4,5 | 1280 | 8,43 10 
5 32 136,2147 RS 08 Kkn | 4,0 | 1260 | 8,24 143 
(129) 
6 32 135,346 ES 08 Kkn | 4,0 | 1270 | 8,16 24 
(129) 
7 32 |34,8146,3 es 08 Kku | 3,0 | 1230 | 8,3 65 
(125) 
8 32 |34,3144,8 res 08 Kkn | 3,5 1230 | 8,3 65 
(125) 
9 32 |34,0142 4250 
(125) 
10 32 |132,8|38,6| 1250 
(125) 
Dégros- 
sisseuses 32 134,0139,0| — 
Nettoyage 
hydrau- 
lique 32 | — |44,0| 250 
(25) 


# DD : dispositif de décalaminage à l’en- 
trée du groupe finisseur. 
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Pn 
En posant x, — HBoprcs 10 , et en tenant compte des valeurs 


réelles des températures mesurées de l’eau de refroidissement, on 
peut écrire la formule (115) : 


NTh= ke (Tanaka — Ton (k+1)+ Tin, (116) 
alors l’expression donnant k, sera : 


RTE ho [Tanhs—Toh (ki +1) + Tin] 
D 
kR R+1 


+4. (117) 


La température de la bande à l'entrée de la (k + 1)-ième cage 
après le refroidissement dans l'intervalle inter-cages résultant du 
rayonnement calorifique et de l’action de l’eau se détermine d’après 
la formule suivante : 


| ka [Tanks — Ton LE T 
Tate Ten 5 — {OT + 4 MTan 3 Tone) )- 
(118) 


La variation de température de la bande AT, à l'entrée du groupe 
finisseur, consécutive à l’action de l’eau éliminant la calamine se 
détermine d’une façon analogue. Cependant il est préférable d’utili- 


ser l'expression 
Tynj = Tvxj — AT, (119) 


PnMTe 
où AT = — IiBivipocb 10% 100 , (120) 

Pn est le débit par seconde de l’eau circulant dans le système 
de nettoyage (p, = 25 kg/s pour les deux collecteurs du laminoir 
1700) ; 

AT», la différence de température de l’eau obtenue par la mesure. 

Dans l'intervalle séparant les k-ième et (4 + 1)-ième cages, la 
bande qui dans la k-ième cage s'est durcie par déformation voit ses 
propriétés mécaniques se modifier et s’amollit (phénomènes de 
recristallisation, etc., [173-179]). Vu que cet amollissement n’a pas 
le temps de s'achever dans les processus réels du laminage continu, 
les calculs doivent être effectués en tenant compte des états précé- 
dents de la déformation. 

Dans la présente résolution, pour déterminer les variations de la 
résistance à la déformation de la bande dans les intervalles inter- 
cages, on s’est servi des résultats de l'ouvrage [176] où est résolu 
l'équation de Maxwell pour des conditions de recristallisation pure 
sur la base des données expérimentales de l'ouvrage [170] concernant 
le durcissement de l'acier par déformation fragmentaire, compte 
tenu de la chute de température due au rayonnement calorifique 
pendant les pauses. 

La résistance à la déformation O,rsx+ny à l'entrée de la 
(k + 1)-ième cage a été calculée d’après la formule suivante empruntée 
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à l'ouvrage [176]: 
Oftek+tj = Ojis k, j XP P, 


où B — (= exp (—ut) — 1] — = t exp (—wt), 


w2 


r, w, s sont des coefficients dépendant de la température de la 

bande : 

Cyr sh; la résistance à la déformation du métal de la bande à 

la sortie de la k-ième cage: 

t, le temps de transfert d’une section considérée de la 

bande de la cage k à la cage k + 1. 

Pour la suite du calcul des paramètres de la cage À + 1, notam- 
ment, pour déterminer les variations de la résistance à la déformation 
Of. k+1.5 SUT l'étendue de l'arc d'entraînement, il est nécessaire de 
trouver la valeur du durcissement résiduel à l'entrée de la cage 
k + 1. Il est commode, pour simplifier le calcul, d'exprimer le 
durcissement résiduel par le coefficient n (£') : 


’ Ofl.e h+1 
n (€ ) 9, ..., 
fl,eh+1 
où £&” est la déformation relative supplémentaire correspondant à 
un durcissement du matériau égal au durcissement résiduel Ao;,x. 

Pour calculer &’, mettons la résistance à la déformation 6,5, +1 
qui a été donnée par la formule (121) sous la forme O;;x+1 = 
= Oypl(u = 10%), Ty +1, e’], puis d’après les valeurs nodales 
O7, connues déterminons €’ par une interpolation linéaire inverse 
[67] sur les trois variables. Si les valeurs de la résistance à la défor- 
mation sont données sous forme de tableaux empiriques du type 
Op = 0 (T, u)n(e) [177] où ne) est un coefficient correctif 
qui tient compte du durcissement par déformation, le calcul de e’ 
est alors plus facile à effectuer. Déterminons d’abord le coefficient 
n (&’) d’après la formule (122), puis calculons la valeur correspon- 
dante de &” en utilisant le tableau n (e) — & et par interpolation 
linéaire inverse. 

Utilisons la valeur de &” déjà trouvée pour déterminer la résistance 
à la déformation 0;::+,.: sur l'étendue de l’arc d'entraînement pour 
la (k + 1)-ième cage. A cet effet, donnons aux e; l'accroissement 
e’ et trouvons ensuite les valeurs de 6;::41.: pour les nouvelles 
réductions &; + &°: 


Oo i = Ofrlunpis Toast (Eau + €")]. (123) 


Après avoir déterminé la série de valeurs 6;,,:+1,;, résolvons 
l'équation différentielle de laminage (pour j = 0 d’abord), l’équa- 
tion de la chaleur (voir plus haut, p. 2), etc., i.e. poursuivons le 
calcul de la (4 + 1)-ième cage comme celui de la k-ième cage qui 
a été exposé plus haut aux points 2 à 6. 

Le calcul de la (4 + 2)-ième cage et des suivantes s'effectue de 
la même manière. 
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Donc l’algorithme de calcul du groupe finisseur permet de déter- 
miner les paramètres énergétiques, de force, de température et de 
vitesse de laminage dans toutes les cages continues en supposant 
que la résistance à la déformation est variable sur l'étendue de l’arc 
d'entraînement, et en tenant compte des variations de température 
de la bande dans le foyer de déformation, dans les intervalles inter- 
cages et sur la longueur de la bande et aussi des variations de résis- 
tance à la déformation entre les cages consécutives aux phénomè- 
nes d’amollissement. 

En groupant l'algorithme de calcul des principaux paramètres 
de laminage dans le groupe dégrossisseur et l’algorithme de calcul 
des cages finisseuses, on obtient une description mathématique 
complète du laminage continu à chaud de larges bandes. 


9. Particularités de réalisation numérique 
des algorithmes de calcul des paramètres de laminage 
à chaud sur laminoir à larges bandes 


La réalisation numérique des algorithmes du modèle mathématique de 
laminage continu à chaud de larges bandes a été confiée à un calculateur numé- 
rique «4 MINSK-22 ». Les programmes ont été rédigés sous forme d'instructions 
de machine, d'où une économie en mémoire de machine et une souplesse suffi- 
sante lors de la cristallisation. Les programmes réalisant les algorithmes de 
calcul des cages dégrossisseuses et des cages finisseuses sont rédigés séparément 
afin de mieux étudier toutes les parties du laminoir. 

L'algorithme de calcul du groupe dégrossisseur a été réalisé en deux étapes. 
Tout d’abord on a rédigé et cristallisé un programme pour le calcul des paramètres 
du processus dans une cage isolée. Ce programme peut être employé pour le 
calcul des paramètres de laminage dans n'importe quelle cage d’un laminoir 
à larges bandes (qu’elle soit dégrossisseuse ou finisseuse) à condition de disposer 
des données initiales à l'entrée de cette cage; il peut également être utilisé 
pour mettre au point l'algorithme de calcul commun au laminoir par un 
calcul isolé des cages et pour l’étude des divers paramètres de laminage dans un 
cage quelconque. 

On a prévu le calcul automatique d’un certain nombre de variantes avec 
diverses conditions initiales pour fins expérimentales. Lorsqu'on utilise le 
programme de calcul des paramètres de laminage dans une cage réversible, on 
peut utiliser les résultats du calcul des paramètres relatifs au bout avant de la 
cage en lieu des données initiales sur la queue de la bande dans chaque passe, et 
inversement pour calculer toutes les passes. 

Dans la deuxième étape, outre le calcul d’une cage séparée, on tient compte 
des liaisons des cages par l'intermédiaire des paramètres géométriques de la 
bande ainsi que de la variation de température de cette dernière dans les inter- 
valles entre les cages dégrossisseuses ; de plus, on a élaboré un algorithme de 
calcul du groupe dégrossisseur qui permet, à condition de se donner les conditions 
initiales à l'entrée seulement de la première cage, d'obtenir des résultats relatifs 
à toutes les cages du groupe. On a également les parametres de laminage dans 
les cylindres verticaux des cages universelles. 

L'équation de laminage est résolue selon le deuxième schéma de calcul 

voir p. 2) 

Ron ons certains aspects du calcul des variations de la résistance à la 
déformation du métal sur la longueur de l’arc d'entrainement. Les valeurs de la 
résistance à la déformation à l’entrée du foyer et au premier point de subdivision 
de l’arc d’entraînement diffèrent considérablement l’une de l’autre par suite 
de l'influence de la vitesse de déformation. On observe également la différence 
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notable entre les valeurs de la résistance à la déformation aux deux derniers 
points de l'arc d'entraînement où la vitesse de déformation tombe jusqu'à zéro 
(fig. 112). 

L'augmentation et la diminution brusques de o;, respectivement à l'entrée 
et à la sortie du foyer de déformation, qui ne dépendent pratiquement pas du 
nombre de points de subdivision entraînent une élévation considérable de la 


dérivée af (0) en ces points, ce qui, naturellement, a pour effet d'augmenter 
l'erreur sur la solution aux points limites de l’arc d'entraînement. Pour éliminer 


Gyn MN/m t(kgf/mm ) Gr, MN/mikgf/mmi) 
u, YS u, TJS 


200(20)r 400 
350 


760 (16) 
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80 
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J À 

0 (4) | "20 

50 
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Fig. 112. Variation de o;, sur la longueur de l’arc d’entraïnement (a — 

— H, = 2,34 mm; e = 16 % ; vitesse de laminage v = 9,8 m/s; température 

d'entrée de la bande 7 = 800 °C: b — H, = 28 mm; e — 60 % ; v = 2,8 m/s: 
T = 1050 °C): 

1 — pour une vitesse variable de déformation u sur l'étendue de l'arc d'entraînement ; £ — 


sans tenir compte de l’influence de la vitesse de déformation (u — 102 1/5); 3 et 4 — pour 
une vitesse moyenne de déformation Un SUT l'étendue de l’arc d'entraînement (3—u,, d'après 


la formule d’Ekelound {38]; 4 — u,, d’après la formule de N. N. Kreindlin [40]) ; 5— épures 
des vitesses de déformation; 1-11 — courbe d'approximation 


cette erreur on remplace la valeur de la résistance à la déformation au dernier 
point par la valeur extrapolée de 0; (6,), puis on reprend le calcul de o;, (60) 
à l'entrée à partir du premier point de l'arc d'entraînement, où u 6, es 
valeurs de o;, (8) sont utilisées sous cette forme dans la résolution de l'équation 
de laminage. La valeur 0;,. de la résistance à la déformation à l'entrée, néces- 
saire pour les calculs préalables, et celle 6;,, à la sortie sont déterminées séparé- 
ment du massif principal 0,1 « (0), et à la vitesse de déformation u — 10-53 (va- 
leur limite du tableau) au lieu de u = 0. 

L’extrapolation du point limite o;; (8,) n’influence pas le tracé des épures 
de la résistance à la déformation 0o;, (0) et des contraintes de contact, et ne fausse 
pas la précision du calcul des valeurs intégrales à savoir: la pression et le couple 
de laminage, à condition que la subdivision de l’arc d'entraînement soit fréquente 
(dans la présente résolution n — 40 et n — 20). La mesure de la surface des 
épures, obtenues pour différentes conditions de laminage a révélé une diffé- 
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rence n’excédant pas 1.5-2 % pour n — 20. On a déterminé 0;, (0) d'une façon 
analogue dans l'algorithme de calcul du groupe finisseur, où il est indispensable 
de calculer séparément la résistance à la déformation aux points limites de 
l'arc d'entraînement si l’on veut connaître la tension de la bande et les variations 
de résistance à la déformation dans les intervalles inter-cages. 

Dans le calcul des cages dégrossisseuses, on se sert de prise par o/, [(u = 
— {0-3), T,, (e — 0)] à l'entrée du foyer de déformation pour déterminer 


2 
P:-0 TV Gyil(u=— 1073), T,, (e —0)], (124) 


au premier point de l'arc d'entraînement, et aussi pour déterminer la valeur 
préalable de l’angle neutre, sa correction, etc., dans le calcul des cages finis- 
seuses. On constate l’apparition d'une certaine erreur qui est éliminée dans les 
calculs suivants; de plus, parfois elle n'affecte pratiquement pas certains para- 
mètres même en premier calcul. | 

La résolution se trouve limitée par le caractère incomplet des tableaux 
des données expérimentales disponibles de o,, (u, T, €), par exemple, par une 
réduction e < 70 9%. | | 

Pour intégrer les expressions (58)-(60) on fait appel à la formule de Symp- 
son (86): 


b 
À udr= + Uotun)-+4c +202) (125) 
a 


OÙÜD—=Y+Yat... + Un: 
Oo = Ye TU T ee. + Yni 
h — pas de division (pour l'arc d’entrainement k — AG); 
n — nombre de divisions. 

L'analyse des organigrammes des programmes (fig. 108-110) met en évidence 
es traits spécifiques de la réalisation numérique des algorithmes. La réalisation 
en blocs facilite la cristallisation des programmes et permet de les compléter 
et de les corriger en cours de résolution. 

Lorsqu'on calcule les cages finisseuses, il est nécessaire souvent de déter- 
miner d’une façon exacte la valeur de l’angle neutre 6. (en déterminant les 
tensions, l'avancement, la vitesse de rotation des cylindres, etc.). Au cours 
de la résolution, la valeur de l’angle neutre tombe à l’intérieur du pas A6 de 
subdivision de l'arc d'entraînement et ne le quitte pas lorsque A6, < A6. 
Pour déterminer avec davantage de précision la valeur de 6. il faut augmenter 
le nombre de pas (diminuer A6 et augmenter le temps de calcul). ce qui n’est 
pas toujours souhaitable, et parfois même inutile si l’on veut déterminer la 
plupart des paramètres du processus. Pour ne pas augmenter le nombre de sub- 
divisions de l’arc d'entraînement lorsqu'on veut connaître la valeur exacte de 
l'angle neutre 8, on prévoit, dans le programme de calcul des cages finisseuses, 
la sortie (fig. 108) du bloc de résolution de l'équation de laminage (bloc Runge- 
Kutta) sur l'étenduc de l'arc d'entraînement pour la section de la bande, cor- 
respondant à la valeur de l’angle neutre dans chaque itération et le retour dans 
le bloc, afin de pouvoir poursuivre le calcul au mème pas choisi. Dans ce cas, 
le calcul des paramètres dans la section neutre s'effectue conformément aux 
données du calcul concernant la dernière section qui précède l'angle neutre, 
quant aux résultats du calcul de la section neutre ils servent de conditions aux 
limites pour le calcul de la section suivante qui est distante de la précédente 
d’un pas de subdivision. On en déduit donc que l'angle neutre 0. est défini avec 
davantage de précision lorsque le nombre n de AA de l’arc d'entraîne- 
ment est constant. 

La vitesse périphérique r, des cylindres dans la première cage du groupe 
finisseur peut être choisie à partir des données concernant le régime de vitesse ; 
alors les vitesses des cylindres et de la bande dans les autres cages se calculent 
en fonction des réductions et des tensions données. 
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Lorsqu'on dispose de données sur la vitesse à laquelle &.4,—,, la bande sort 
de la dernière cage finisseuse, on détermine r, à partir de la relation 


___ VerHer 
DR H x Sin 6x ? (126) 


où r est le nombre de cages dans le groupe finisseur du laminoir. 

Les vitesses périphériques de rotation des cylindres ont été déterminées 

ar le calcul du modele pour des valeurs données de la tension inter-cages. En 
ixant les valeurs de la vitesse périphérique des cylindres dans les diverses 
cages, on a déterminé les tensions inter-cages en calculant successivement la 
vitesse de la bande entre les cages par une correction de l'angle neutre 6.. De 
plus on a exigé que soit satisfaite la condition g4_«+1r < Of. min OÙ Ofl. min 
est la valeur minimale de 0o;, dans l'intervalle compris entre les k-ieme et 
(k + 1)-ième cages. 

Contrairement au groupe dégrossisseur, la réalisation de l'algorithme des 
cages finisseuses a été effectuée g. après le premier schéma de calcul (voir p. 2). 
Dans ce cas, pour résoudre successivement l'équation de laminage et l’équation 
de la chaleur en tous les points de l'arc d'entraînement, on a calculé les valeurs 
de la température 7, de la vitesse u;, du degré de déformation e; et de la résis- 
tance à la déformation o;1,.:. 

Pour résoudre l'équation (84) sur l'étendue de l’arc d'entrainement pour 
la (j + 1)-ième couche il faut tout d'abord calculer les expressions (93)-(97) 
pour toutes les valeurs de é, et ensuite déterminer la (nr — 1)-ième valeur des 
coefficients (98) (résolution directe) et r valeurs de la fonction d'apres l’expres- 
sion (99) (résolution inverse) en utilisant les résultats des calculs effectués 
à l’aide des formules (79)-(90). La transformation de p (8;) en p.., et de T.,:; 
en Z'(6;) par interpolation linéaire peut être exclue pour la simplification 
du calcul. Alors utilisons les valeurs de 74,; tirées de l’expression (99) pour 
déterminer celles de la résistance à la déformation o;/:, et celles de p; (0) 
obtenues en résolvant l'équation de laminage, pour calculer l’expression (97). 

D'après les recherches mentionnées dans les ouvrages [146, 178-180 et 
autres] les valeurs de la température des cylindres nécessaires au calcul sont 

supposées constantes sur la longueur de l'arc d'entraînement pour chaque cage. 


En se basant sur les algorithmes du modèle mathématique, on a 
développé une méthode de calcul des principaux paramètres de 
laminage à chaud de tôles minces sur calculateur numérique. L'em- 
ploi de modèle permet de déterminer un grand nombre de paramèé- 
tres de laminage: 

1) la résistance à la déformation du métal de la bande, qui est 
variable sur l’arc d'entraînement ; 

2) les contraintes normales et tangentielles de contact ; 

3) les variations de température de la bande; 

4) les paramètres énergétiques et de force (effort de laminage et 
pression spécifique moyenne, couple et puissance de Jaminage): 

5) les paramètres géométriques de la bande, l’angle neutre, l’avan- 
cement, le levier de la résultante de la pression du métal sur les 
cylindres, les conditions de vitesse de laminage. 

Le modèle mathématique permet de déterminer les variations de 
température des bouts avant et arrière de la bande lors du laminage 
dans les cages dégrossisseuses ; les variations de température de la 
bande lors du laminage dans les cages finisseuses; les variations 
des caractéristiques mécaniques du métal laminé consécutives au 
phénomène d’amollissement dans le groupe finisseur et enfin les 
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variations de température sur la longueur de la bande à la sortie du 
laminoir et pendant l’enroulement de la bande. 

Dans le cadre du programme prévu, on peut à des fins expéri- 
mentales passer du calcul du laminoir tout entier à celui d’un groupe 
de cages ou du foyer de déformation d'une seule cage. 

Le modèle offre de vastes possibilités quant à l’utilisation des 
données expérimentales. Celles-ci sont introduites dans les formu- 
les appropriées du modèle mathématique de sorte qu'il n’est pas 
toujours nécessaire de recourir aux blocs respectifs du programme 
pour le calcul des paramètres. 

Dans le calcul des paramètres technologiques, les données initia- 
les du modèle sont réparties en trois groupes : 

1) les paramètres constants, déterminés par les propriétés du 
matériau de la bande et des cylindres, ainsi que les constantes physi- 
ques générales; 

2) les données générales sur le laminoir ou la cage étudiés; 

3) les paramètres variables, déterminés par les conditions de 
laminage (régimes des réductions, des tensions et des vitesses, frotte- 
ment, température d'échauffement d’une brame avant le laminage, 
etc.). 

Le programme offre la possibilité d'étudier les divers aspects du 
laminage par une simple variation des paramètres initiaux des trois 
groupes précités. 

Le calcul des paramètres de laminage dans les cages verticales 
ou dans les cylindres verticaux des cages universelles peut être exclu 
du calcul des cages dégrossisseuses sur un ordre spécial. Les résul- 

ats du calcul des paramètres de laminage dans le groupe dégros- 
sisseur sont acheminés vers l’imprimante pour chaque cage pour les 
conditions de laminage des bouts avant et arrière de la bande selon 
un programme spécial. Les résultats du calcul des paramètres de 
laminage dans la dernière cage du groupe dégrossisseur sont mémo- 
risés et enregistrés sur bande magnétique pour être utilisés par la 
suite dans les calculs du groupe finisseur. 

On commence le calcul des paramètres de laminage dans les 
cages finisseuses par un renvoi au programme des données initiales 
sur le produit de départ soit sous forme de résultats du calcul de la 
dernière cage du groupe dégrossisseur (dans ce cas les données peu- 
vent être lues sur la bande magnétique ou perforée), soit sous forme 
des valeurs données (qui sont portées sur la bande perforée) aussi 
bien à la sortie de la dernière cage dégrossisseuse, qu’à l'entrée 
du groupe finisseur. 

Lorsqu'on calcule les paramètres de laminage dans les cages fi- 
nisseuses et que l’on dispose des données initiales sur le produit de 
départ à l’entrée de la première cage k, on peut se donner la tempé- 
rature de la bande soit sous la forme de la température des bouts 
avant et arrière de la bande (le calcul s'effectue alors pour les parties 
correspondant à j = 0,j — 1etj — m) soit sous la forme de la répar- 
tition de la température sur la longueur de la bande pour toutes les 
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parties (j = 0, 1, 2, ..., m), par exemple à partir des indications 
du pyromètre photoélectrique que l’on place à l’entrée du groupe 
finisseur des cages. Dans le dernier cas, la manière de se donner la 
température permet de tenir compte de l'influence de ses variations 
suivant la longueur de la bande (différence totale des températures, 
taches dues au patinage) sur les paramètres de laminage dans les 
cages finisseuses. Pour tenir compte de cette influence on choisit 
un pas temporel k, tel que les taches dues au patinage et qui 
sont disposées généralement à une certaine distance l’une de 
l’autre, interviennent dans le calcul des parties considérées de la 
bande f. 

On choisit le pas temporel 4, en fonction de la longueur du produit 
de départ et de la vitesse de son laminage dans la k-ième cage en 
veillant à ce que le nombre m ne soit pas trop grand (m est limité par 
le temps de calcul). Le nombre f des parties de la bande correspondant 
au calcul des paramètres énergétiques ne doit pas dépasser 10. Ces 
parties peuvent être données en n'importe quel point j de la bande. 

S'il n’est pas nécessaire d'effectuer le calcul sur la longueur de la 
bande, on le fait pour les points j = 0 et j = 1. Les résultats peu- 
vent être imprimés soit pour les deux points, soit seulement pour 
le point j — 1. Lorsque le calcul est réalisé sur toute la longueur 
de la bande, les résultats sont délivrés pour les points appropriés 
Fr 

Les programmes de calcul des paramètres de laminage dans une 
cage séparée appartenant au groupe dégrossisseur ou au groupe finis- 
seur prévoient le calcul automatique d'une série de régimes de lami- 
nage avec des données de départ différentes. Suivant la notice d'ex- 
ploitation des programmes, les résultats obtenus par le calcul à l’aide 
du modèle peuvent être divisés en trois groupes: les paramètres 
du foyer de déformation ; variables sur l'étendue de l'arc d’entrai- 
nement ; les paramètres énergétiques et de force dans une cage sépa- 
rée; les paramètres énergétiques, de force, de température et de 
vitesse de laminage dans toutes les cages du laminoir continu à 
larges bandes. 

Les valeurs de la résistance à la déformation du métal nécessaires 
au calcul ont été tirées des données expérimentales de A. A. Dinnik 
[164, 181] considérées comme les plus commodes à utiliser et pré- 
sentées sous forme de tableaux deo,, (u, T)et n (e) [177] pour dix 
nuances d'acier [o;, (4, T) représentent les valeurs nodales de la 
résistance à la déformation qui ont été calculées en fonction de la 
vitesse de déformation et de la température lorsque le degré de 
déformation € = 30 % ; n (e), les valeurs du coefficient correctif 
tenant compte de la variation du degré de déformation avec 0 < 
< & & 710 %]. Les valeurs limites des tableaux correspondent à 
600 °C < T << 1250 °C (pour la température) et à 104 <u< 
< 10%{/s (pour la vitesse de déformation). L'emploi d'un programme 
d’interpolation linéaire à pas variable a permis de faire varier le 
pas de division en choisissant celui qui convient à chaque partie de 
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la courbe o;,. Les valeurs des tableaux 6;, (u, T) et n (€) sont enre- 
gistrées sur bande magnétique dans l'ordre de croissance des argu- 
ments u, ZT et e pour chaque nuance de l'acier conformément au 
numéro assigné. La lecture de la bande magnétique pour le calcul 
des tableaux se fait dans la mémoire de travail d’après l'instruction 
correspondant à la nuance de l'acier laminé: 


Numéro de la nuance de 

l’acier sur bande magné- 

Lique 2 Lie se 1 2 3 4 5 
Nuance de l'acier . . . . CT. 3cn 40 M-71 Y8A DX15 
Numéro de la nuance de 

l'acier sur bande ma- 

gnétique . . . . . . 6 1 8 9 10 
Nuance de l'acier . . . . 60C2 S30XTC 12XH3A 1X18H9T O8kn 


Lorsqu'on recourt au programme de recherche de l'extrémum d'une 
fonction à plusieurs variables, on emploie le bloc intermédiaire de 
traitement des résultats qui permet l'accès aux programmes respectifs 
du modèle mathématique, notamment au programme de minimisa- 
tion, ainsi que la conversion des données initiales et des résultats 
des calculs. 


6. Comparaison des données du calcul et des données 
expérimentales 


La vérification des données du calcul s’est effectuée par étapes. 
D'abord, on a comparé les valeurs calculées avec les paramètres 
expérimentaux du foyer de déformation d'une cage. Ensuite ont été 
comparés les résultats du calcul des paramètres de force et de tempé- 
rature propres au laminage dans les groupes dégrossisseur et finis- 
seur du laminoir continu à larges bandes compte tenu de l'influence 
des intervalles inter-cages. 


Dans les calculs pratiques, on détermine généralement la résistance à la 
déformation du métal de la bande o;, d'après les valeurs moyennes (sur l’étendue 
de l'arc d'entrainement) de la vitesse de déformation ct de la température de la 
bande. On a confronté les valeurs de o;, obtenues à l'aide du modèle aux mêmes 
valeurs calculées à une vitesse moyenne de déformation sur la longueur de l'arc 
d'entrainement. La vitesse moyenne de déformation a été calculée par les for- 
mules de S. Ekelound {38): 


_ 2 AI 97 
Um = TS y (129) 


et de N. N. Kreindlin [4C]: 


2H aus | (5 + D) Te ti TE | 


. Ho cos Œ 
Sn (Ho+ D) a 


(128) 


où « est l'angle d'entrainement, rad. 


Les valeurs de 6;, déterminées avec ces formules sont représentées par les 
courbes 3 et 4 de la fig. 112. 
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En tenant compte de la vitesse de déformation qui est variable sur l'étendue 
de l’arc d'entraînement on peut déterminer avec davantage de précision la 
valeur de o;, à la sortie qui est nécessaire pour les calculs ultérieurs. On constate 
une grande différence entre les valeurs de Of; pour les courbes 1 et 3, 4. 

En mesurant la surface des épures correspondant aux diverses conditions 
de laminage dans le but de déterminer les valeurs intégrales de 0;, pour u» 
et u, variable sur l’étendue de l’arc d'entraînement, on a constaté un écart 
positif de 4 à 6 % entre les surfaces des pue 1 . 3 pour ca formule (127) et 

pour des réductions inférieures à 30 % 

Gp, MN/mE(kgf/mIm À) (fig. 112,a), et un écart négatif de 6 à 
8 % entre les surfaces des épures 1 et 
4 pour la formule (128) et pour des réduc- 
tions comprises entre 30 et 60% (fig. 112,b). 

La différence est plus sensible encore 
entre les valeurs de o;, à la sortie du 
foyer de déformation: la valeur de o/,,, 
calculée pour une vitesse moyenne cons- 
tante dans le foyer de déformation est 
de 3 à 8 fois plus grande que les valeurs 
réelles de o;r,.. La détermination des 
valeurs réelles de 6;,,, permet de choisir 
correctement les tensions inter-cages et 
de passer au calcul de la cage suivante du 
groupe finisseur. L'analyse a fait ressortir 
une influence notable des variations de 
température dans le foyer de déformation 

(4 82 0% 806 08z2/!, sur la valeur de 0;;... 
L'influence exercée par les variations 
Fig. 113. Influence de la variation de température de la bande dans le foyer 
de température dans le foyer de de déformation sur celles de 6;, est re- 
déformation sur la limite de flua- présentée pour l'une des variantes de cal- 
ge 0, du matériau de la bande cul sur la fig. 113 (traits Det 
(lignes en traits interrompus) et La courbe 1 montre comment sont répar- 
sur la pression spécifique p dans ties les valeurs calculées de o;, sur la 
le foyer de déformation (lignes en longueur de l'arc d'entraînement à la 
traits pleins): température constante dans le foyer de 
H, = 30mm:e— 25 4: T, = 1150 °C; déformation, la courbe 2, les valeurs de 
ne Oÿ; déterminées par le calcul d'après le 
modèle avec paramètres thermiques et 
mécaniques variables, la courbe 3, les 
valeurs de 0;, si la température varie dans le foyer de déformation et sans tenir 
compte de l'influence exercée par cette variation sur les paramètres de force. 

Sur la fig. 113 sont représentées, en traits pleins, les valeurs de la pression 
spécifique obtenues par le calcul d'après le modele et correspondant aux valeurs 
appropriées de la résistance à la déformation. Notons que dans le cas où l'on 
calcule séparément les paramètres de force et les variations de température 
de la bande dans le foyer de déformation (courbe 3) on peut enregistrer un écart 
considérable des pressions spécifiques par rapport aux valeurs réelles. La com- 
paraison des épures des contraintes de contact obtenues par le calcul avec les 
pure expérimentales [182] a montré une meilleure concordance pour les épures 
obtenues De le calcul sur le modèle pour des variations réelles de o,, dans le 
foyer de deformation. 

Le tableau 27 donne les résultats de comparaison des données concernant 
la pression spécifique moyenne dans le cas de bandes moyennes en acier O8Kn. 
Le calcul effectué à une température constante de la bande dans le foyer de 
déformation donne des résultats légèrement infériorisés. Dans l’ensemble les 
données calculées et les données expérimentales coïncident d'une manière 
satisfaisante. 

Les paramètres de force calculés pour le laminage dans une cage séparée 
ont été comparées aux données expérimentales prélevées [183] sur un laminoir 
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Ve = 112,8 mm/s 


Tableau 27 


Comparaison des résultats de calcul sur modèle avec 
les données expérimentales (selon A. P. Tchekmarev et 
P. L. Klimenko [182]) relatifs à la 
pression spécifique moyenne 
(R=135 mm; v.—0,45 m/s; T,— 1050 °C) 


= = & e LÉ 
Ë 5 À ë |2258 
& S ù s & 2<,S 
; = HE n_£ S| SE 22È89 
5 S DE LE S[>E FSE |Éésss 
150 (15,0 
25,4 28,7 1,17 120 (12,0) 122 (12,2) RATE 43,1 
165 (16,5 
19,8 24.6 1,46 120 (12,0) | 121 (12,1) RER 44,3 
193 (19,3) 


15,5 35,5 2,14 127 (12,7) | 131 (13,1) 188,6 (18,86) 64,0 
1 


de laboratoire. On a constaté que les valeurs de la pression moyenne p,, (fig. 114) 
et de l'effort total de laminage P obtenues par le calcul étaient un peu exagérées 
(fig. 115) en cas de réductions importantes pour les bandes épaisses et aux faibles 
températures; ceci spip par le fait qu’on a négligé, lors du calcul, la 
diminution de la pression dans la zone d’élargissement. 11 est évident que pour 
des bandes plus larges cette influence est beaucoup moins marquée. Dans ce 
cas l’influence de l'élargissement sur la pression peut être évaluée par une diminu- 
tion conventionnelle du coefficient de frottement [165]. L'écart maximal entre 
les données calculées et les données expérimentales ne dépasse pas 10 % ; cet 
écart est plus petit pour les bandes minces. 

La comparaison des données du calcul avec les résultats des expériences 
réalisées sur un laminoir réversible 2800 [184] a montré que les valeurs de la 
pression spécifique moyenne obtenues par le calcul sont supérieures par rapport 
aux données expérimentales relatives aux quatre premières passes (fig. 116), 
et légèrement inférieures pour les trois dernières passes. Cette différence à chaque 
passe peut être expliquée par un écart inévitable entre les valeurs réelles des 
réductions et les valeurs adoptées pour le calcul. Dans l’ensemble elle ne dépasse 
pas 10 % pour chaque passe. 

On a également obtenu une bonne concordance en comparant les valeurs 
calculées avec les données expérimentales [165] caractérisant la pression spéci- 
fique moyenne pour deux régimes de laminage sur un autre laminoir réversible 

fig. 117). 
“ Comparons maintenant les paramètres de force et de température dans le 
cas du laminage dans les groupes dégrossisseur et finisseur d’un laminoir continu 
à larges bandes. Ces résultats présentent un intérêt particulier non seulement 
du point de vue de l'appréciation de la méthode de calcul, mais également du 
fait qu'ils permettent de donner une caractéristique générale du laminage 
continu. 

On a calculé les paramètres de laminage dans toutes les cages du groupe 
dégrossisseur, en tenant compte de l'influence des intervalles inter-cages, les 
conditions initiales étant données à l'entrée de la première cage du laminoir. 
Les calculs effectués avec ces conditions initiales ont été comparés aux données 
expérimentales. 

La fig. 118 montre les résultats de la comparaison des valeurs de la pression 
spécifique moyenne et de la pression totale du métal sur les cylindres obtenues 
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le calcul aux données des expériences réalisées sur un laminoir 1680 lors 
u laminage d’une bande de 5 X 1400 mm issue d’une brame de 127 X 1420 X 
X 4700 mm (acier CT. 3) [7]. A noter également une coïncidence satisfaisante 
des valeurs calculées et des données expérimentales pour les premières cages 
du groupe dégrossisseur. À partir de la troisième cage le calcul d’après le modele 


Pr MN/mE(kgf/mm 2) 
400(40) 


J00(30) 


600(60) 


Fig. 114. Comparaison des valeurs obtenues par le calcul (lignes en traits 

interrompus) avec les valeurs expérimentales [183] (lignes en traits pleins) de la 

pression spécifique moyenne lors du laminage pour des réductions relatives & : 
1—40%:2—30%: 3—20%: 4— 10%: a — H, = 10 mm; b—H, =5 mm 
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donne des valeurs exagérées pour la pression. Cette erreur augmente et atteint 
45 % vers la cinquième cage. Des résultats analogues ont été obtenus en com- 
parant les valeurs calculées aux données expérimentales [7] lors du laminage, 
dans le groupe dégrossisseur d’un laminoir 1680, des bandes suivantes: 4 X 
X 850 mm (brame 150 X 865 X 4000 mm); 2,5 X 1360 mm (brame 115 X 


200(20) 


100 (10) 


0 
P.AN(tF) 
600(60) 


400(40) 


200 (20) 


0 79 20 70 E Va 


Fig. 115. Comparaison des valeurs obtenues par le calcul (lignes en traits 
interrompus) avec les valeurs expérimentales [183] (lignes en traits pleins) de 
l'effort total de laminage (B = 50 mm): 

1— H, = 20mm;2—10mm;3—5mm;4 —2,5mm;a— T — 1000 °C; b — T = 900 °C 
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X 1370 X 4000 mm); 4 X 1350 mm (brame 115 X 1370 X 4000 mm) en acier 
08ku. Etant donné que la concordance entre les valeurs calculées et les valeurs 


Pm » MN/mE(kgf/mm) 
400(40) 


200 (20) 


100(10) 
1 23 4 5 6 7 
Numéro de la passe 
Fig. 116. Pression spécifique 


moyenne selon les passes dans un 
laminoir réversible 2800 (R = 350— 
— mm; Nmax — 120 tr/min; 
feuille 6 X 2500 mm; acier Cr. 3): 
ligne en traits interrompus — valeurs 


obtenues par le calcul: ligne en traits 
pleins — valeurs expérimentales [184) 


expérimentales peut être améliorée à con- 
dition de fixer préalablement les données 
initiales pour chaque cage, on peut consi- 
dérer que la différence maximale accumu- 
lée vers la dernière cage et qui est égale 
à 15 % ici est admissible. 

Les variations de température dans 
les cages dégrossisseuses prévues par le 
calcul concordent en règle générale avec 
les données mentionnées dans les ouvra- 
ges [7]; cependant, l'absence de données 
complètes caractérisant les variations 
des paramètres de force et de températu- 
re dans le groupe dégrossisseur ne per- 
met pas de comparer les températures 
pour un régime déterminé de laminage. 

C'est aux groupes continus de lami- 
noirs à larges bandes qu'ont été consa- 
crées les recherches les plus détaillées. On 
a calculé les paramètres de force et de 
température de laminage à partir des 
données expérimentales mentionnées dans 
la bibliographie. La comparaison des 
valeurs de la pression totale et de la pres- 
sion spécifique moyenne obtenues par 
le calcul aux données expérimentales 


citées dans l’ouvrage [184] lors du laminage d’une bande en acier de 2 X 1000 mm 
dans le groupe continu de cages d'un laminoir semi-continu 2800/1700 est repré- 
sentée sur la fig. 119. Les variations de température de la bande caractérisant 


cette variante 


Pms MN/mÈ(kgf/mm 2) 


a 
200(20) 
e 2 
O J 
700 (10) 
e 
0 
1254 5 6 7 8 39 


e laminage sont représentées sur la fig. 120,a. On constate une 


Pm » MN/m E(kgf/mm?) 


1234 56 7 6 9 


Numéro de {a passe 


Fig. 117. Pression spécifique moyenne selon les passes en cas de laminage 
sur un laminoir réversible (rayon des cylindres R = 380 mm) d’une feuille 
7 X 850 mm (a) et 16 X 330 mm (b): 


1 — données obtenues par le calcul sur le modèle: 2 — données expérimentales [165j;: 3 — 
calcul [165] 
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2.MN(tf) Pm, MN/m2(xgf/ mm) 
15(1500) GO(10) 


2 J 4 ÿ 
Numero de La cage 


Fig. 118. Comparaison des valeurs obtenues par le calcul et des valeurs 
expérimentales de l'effort total de laminage (a) et de la pression spécifique 
moyenne (b) suivant les cages bi her NE d’un laminoir à larges bandes 


lignes en traits interrompus — valeurs obtenues par le calcul : lignes en traits pleins— valeurs 
expérimentales [7]. 


concordance satisfaisante des paramètres de force et de température obtenus 
ar le calcul avec coux définis expérimentalement. Des résultats analogues ont 
té obtenus lors du calcul des régimes de laminage de bandes de 2 X 1250 mm, 
3 X 1000 mm et 3 X 1250 mm [184] sur le même laminoir. 
Les graphiques de la fig. 121 permettent de comparer les pressions spécifi- 
ques moyennes suivant les cages continues du laminoir 1680, calculées d’après 
le modéle, obtenues expérimentalement et calculées d’après les méthodes 


ZMN(Éf) Pr, MN/rmE(rgfjrrm à) 


Numéro de La cage 


Fig. 119. Variation de la pression totale (a) et de la pression spécifique 
moyenne (b) suivant les cages continues finisseuses d’un laminoir 2800/1700 
lors du laminage d’une bande 2 X 1000 mm en acier Cr. 3: 
lignes en traits interrompus — valeurs obtenues par le caloul : lignes en traîts pleins — va- 
leurs expérimentales (184) 


237 


Numéro de La cage 


Fig. 120. Variation de la température de la bande suivant les cages du 
groupe finisseur des laminoirs continus à larges bandes 1700 (a) et 1680 (b): 


lignes en traits interrompus — valeurs obtenues par le calcul ; lignes en traits pleins — valeurs 
expérimentales [7] (pour le laminoir F0 Ie Se de laminage correspondent à la 
g. 121, 


connues (voir [7], tableau 72). Les valeurs obtenues par le calcul d’après le 
modèle concordent bien avec les données expérimentales. Les variations de 
température de la bande dans les cages du groupe continu, trouvées par le calcul, 
sont elles aussi très proches de celles mesurées (fig. 123,b). 


Pm, MN/mè(kgf/mmÈ) 
600(60) 


500(50) 
/ 

400(40) F—> 

500(30) 


200(20) 


100(70) 
5 6 7 8 9 705 6 7 ô 9 7/0 
Numéro de la cage 


Fig. 121. Variation de la pression spécifique moyenne suivant les cages 

finisseuses d’un laminoir continu à larges bandes 1680 (D,, — 610 mm) lors 

du laminage de bandes 2,5 X 1510 mm (a) et 3,5 X 1400 mm (b) en acier 0 8 Kn 
(les conditions de laminage sont choisies d'après [7]): 


1 — calcul selon A. I. Tselikov [88]; 2 — données expérimentales [7]: 3 — calcul sur modèle; 
4 — calcul selon Guelei [186]: 5 — calcul selon Ekelound {46] 


._ On a obtenu des résultats satisfaisants en comparant les valeurs des*para- 
mètres de force de laminage déterminées par le calcul à celles des mesures effec- 
tuées sur un laminoir continu 1700 à larges bandes [187]. Sur la fig. 122 sont 
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£ MN(ÉT) 
15(1500) 


J0(/000) 


5(500) 


Numéro de la cage 


Fig. 122. Variation de l'effort de laminage (a) et de la température de la 
bande (b) suivant les cages finisseuses d’un laminoir continu [179]: 
1 — calcul sur modèle: 2 — calcul selon Ekclound [46]: 3 — calcul selon les données de [179] 


6, MN/mê(kgf/mm2) 
J00(30) 


200(20) 


Fig. 123. Variation de la résistance à la déformation du métal de la bande 
sur la longueur de l'arc d’entraînement pour différentes conditions de laminage 
(“= 4 m/s; H, = 10 mm) 

Température de la bande: 1 — 1100 °C: 2 — 1 000°, 3 — 900° ; 4 — 800°; lignes en traits 

pleins — 8 = 20 % ; lignes en traits interrompus — e = 40 ©, 
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représentées les valeurs de la pese de laminage et de la température de la 
bande obtenues par le calcul d’après le modèle et celles données par l'ouvrage 
[179]. Comme dans le cas précédent (fig. 121), la pression totale calculée d’après 
la formule d'Ekelound est beaucoup plus petite que celle donnée par le modèle. 
Les variations de température de la bande suivant les cages concordent assez 
bien avec celles calculées d’après le modèle. 


La comparaison des valeurs des paramètres de force et de tempé- 
rature de laminage dans une cage et dans un groupe dégrossisseur ou 
finisseur d’un laminoir à larges bandes déterminées par le calcul 
d’après le modèle avec celles obtenues expérimentalement et celles 
définies par le calcul d’après les formules proposées par les divers 
auteurs permet de conclure à la validité des algorithmes de modèle 
mathématique développé en vue de calculer les paramètres technolo- 
giques et d'étudier le laminage continu à chaud de larges bandes 
avec une précision suffisante dans la pratique. 


7. Etude sur calculateur numérique du foyer de déformation 
lors du laminage à chaud des bandes 


On a étudié le laminage des aciers à bas carbone. On a indiqué 
plus haut (voir fig. 112) que les épures représentant les valeurs réelles 
de la résistance à la déformation du métal sur l'étendue de l’arc d’en- 
traînement ont l’aspect d’une courbe en cloche et présentent un 
accroissement brusque à l'entrée et une chute très prononcée de 6;; 
à la sortie du foyer de déformation. Les valeurs de o,, à l’entrée et à 
la sortie du foyer de déformation (fig. 112, courbes 1) sont nettement 
différentes de celles prises à l’intérieur du foyer de déformation en 
raison de l'influence exercée par la vitesse de déformation qui est va- 
riable sur la longueur de l’arc d'entraînement. Le maximum de l’épu- 
re de la vitesse de déformation se rapproche, pour une réduction 
supérieure à 30 %, de la sortie du foyer de déformation (courbe 5), 
en influençant le déplacement du maximum de l’épure de 6;, vers 
la sortie. Pour dépouiller les épures de 6;, (fig. 112, courbes 1), on 
procède à une approximation des courbes extrapolées 7-17 parun 
polynôme du quatrième degré [188]. 

La fig. 123 représente les variations de la résistance à la dé- 
formation du métal sur l’étendue de l’arc d'entraînement pour des 
températures et des réductions différentes. On remarquera ici l’in- 
fluence plus prononcée des variations thermiques de la bande sur la 
résistance à la déformation pour des réductions élevées. L'’influen- 
ce des variations de la réduction est plus marquée dans le domaine de 
basses températures. 

Les épures des pressions spécifiques relatives au laminage dans 
les cages dégrossisseuses du laminoir continu 1700 à larges bandes, 
déterminées par le calcul, sont représentées sur la fig. 124. Si les 
bandes sont épaisses, les épures présentent une pente faible, et leur 
allure est proche de celle des épures de la résistance à la déformation. 
Si la bande est mince et sa température est faible, et si la réduction 
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est forte, alors la pression spécifique s'accroît ; quant à p,..., elle se 
déplace vers l’entrée du foyer de déformation. 

Examinons les variations de température dans le foyer de défor- 
mation pendant le laminage. La fig. 125 représente la distribution 


p, MN/m Z(kgf/mm 2) 
240 (24) 


200(0) 


160 (16) 


J20(72) 


40 (4) 
0 


4 ê 72 76 L/n 


Fig. 124. Répartition de la pression spécifique suivant les cages du groupe 

dégrossisseur d'un laminoir continu à larges bandes 1700: lignes en traits pleins — 

pour la tête de la bande; tra en traits interrompus — pour la queue de la 
bande (les chiffres près des courbes indiquent les numéros des cages) 


de la température de la bande sur la longueur de la zone de défor- 
mation sous l’effet de l’échange thermique (courbes Z et 2) et de la 
chaleur dégagée par déformation plastique (courbes 3 et 4) ainsi 
que les courbes de variation totale de température pour deux va- 
leurs différentes de la température de la bande à l'entrée du foyer 
de déformation. On voit que pour la courbe 6 par exemple, la tempé- 
rature diminue à l’entrée (tronçon 0-5) et à la sortie (tronçon 76-20) 
en raison de la grande quantité de chaleur cédée par la bande av 
cylindre (courbe 7) et qu'elle augmente sur tronçon 9-76 (courbe 4) 
en raison du dégagement de chaleur dû à l’effet de déformation plas- 
tique. Ceci est également valable pour les courbes 2, 3, 5. Remar- 
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quons que lorsque la température de la bande diminue (par rap- 
port à la température d'entrée) on constate un accroissement de la 
chaleur dégagée et un transfert de chaleur moins intense. Par exem- 
ple la température de sortie a augmenté d'environ 6 °C pour la 
courbe 5, et diminué de 3 °C pour la courbe 6. 

On constate que si la courbe Z (2) est située tout entière au- 
dessous de la courbe 4 (3), la courbe 6 (5) sera monotone croissante. 
Si elle est située au-dessus de la courbe 4 (3), la courbe 6 (5) sera 


® (75 77e LC 


& 


Fig. 125. Variation de température de la bande sur la longueur de l'arc 
d'entraînement (H, — 20 mm; e — 50 %): 


1, 2 — baisse de température AT, due à l'échange thermique avec les cylindres ; 3, 4 — hausse 
de température AT, gràce à l'effet de déformation; 5, 6 — variation de température totale 


AT de la bande: lignes en traits pleins — T,= 934 °C; lignes en traits interrompus — 
Te = 843 °C 


monotone décroissante. En d’autres termes, la température de Ia 
bande peut augmenter ou diminuer, selon les conditions régnant dans 
le foyer de déformation, ce qui revêt une grande importance lors 
du réglage de la température de la bande pendant le laminage. 

Les variations de température de la bande dans le foyer de défor- 
mation dues à l'effet de déformation plastique (sans tenir compte de 
l'échange thermique entre le cylindre et la bande) sont représen- 
tées sur la fig. 126 pour diverses conditions de laminage. Les courbes 
caractérisant l’échauffement de la bande AT; dans le foyer de défor- 
mation sont convexes et leurs maximums sont bien déterminés sur 
l'arc d’entraînement. Les accroissements AT, sont d'autant plus 
grands que l’épaisseur et la température de la bande sont plus peti- 
tes ; ils augmentent considérablement avec l’accroissement du degré 
de déformation. L'augmentation de la réduction décale la valeur 
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maximale de AT, sur la longueur 
de l'arc d'entraînement vers la 
sortie du foyer de déformation. 
L'analyse des variations de tem- 
pérature ayant lieu dans le foyer 
de déformation au cours du lami- 
nage de bandes d’une épaisseur ini- 
tiale différente à des vitesses de 
laminage différentes a montré 
(fig. 127) que lorsque la vitesse de 
laminage est faible (v — 0,5 m/s) 
on constate un important refroidis- 
sement de la bande dans les cylin- 
dres (courbes Z et 7’), qui est 
d'autant plus intense que la bande 
est plus mince. Si la vitesse de 
laminage augmente (jusqu'à 4 m/s 
et plus) la température de la bande 
mesurée à la sortie du foyer de dé- 


formation est supérieure à celle 


mesurée à l'entrée. En outre, la 
température est maximale à l’inté- 
rieur du foyer de déformation et 
diminue nettement vers la sortie. 
Au début de l’arc d'entraînement 
les courbes sont de pente plus fai- 
ble; on constate même un creux 
pour la bande la plus mince (cour- 
be 2). Puis la température s’ac- 
croît, atteint sa valeur maximale 
et décroît au voisinage de la sortie 
du foyer de déformation. L’allure 
de cette courbe est particulièrement 
typique pour une bande de 4 mm 
d'épaisseur (fig. 127). Les plus gran- 
des variations de température dans 
le foyer de déformation, lorsque la 
vitesse varie, s’observent pour la 
bande la plus mince (courbe J' 
située au-dessous de la courbe 1 et 
courbe 4’ au-dessus de la courbe 4). 

Ces variations s'expliquent par 
l'influence exercée par le change- 
ment de la vitesse de laminage sur 
le rapport de la chaleur résultant 


16 L/7 


Fig. 126. Accroissement de tem- 
pérature de la bande sur la lon- 

eur de l’arc d’entraînement dù 
a l’effet de déformation plastique 
lors du laminage de bandes en 
acier 0,8 Kkn d'épaisseur initiale 

différente J/,: 

1,2 — 30 mm (T, = 1060 °C); 5, 4 — 
— 20 mm (T,= 1023 °C); 5,6 — 


— 10 mm (T, —= 940° C). Réductions 
respectives: = 33%; ee: = 50 %; 
Es = 25 + EE = 50%, Es = 20 %X: 


de l'effet de déformation plastique à celle due à l’échange thermique 
dans les cylindres. Lorsque la vitesse de laminage augmente, l’échan- 
ge thermique entre la bande et les cylindres devient moins intense: 
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en revanche, les pertes thermiques consécutives à l'effet de la défor- 
mation plastique croissent par suite de l’augmentation de la résis- 
tance à la déformation du métal. Il est évident que les rapports des 
phénomènes indiqués et leur influence sur les variations de la tem- 
pérature dépendent de l'épaisseur initiale de la bande }7,, de la tem- 
pérature 7, et de la réduction relative &. 

On a calculé les paramètres de laminage sur un laminoir à une 
seule cage en faisant varier l'épaisseur initiale }, et la température 
T, de la bande, la vitesse périphérique des cylindres v et la valeur 
de la réduction relative € dans les limites dans lesquelles varient ces 


7, °C 
950 


900 
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Fig. 127. Variation de température de la bande sur l'étendue de la zone 
de déformation lors du laminage à chaud de l'acier au carbone (7, — 900 °C; 
e — 40 %) pour des vitesses v.: 

1,1 — 0,5 m/s; 2,2" — & m/s: 3, 3° — 8 m/s: 4,4’ — 16 m/s; lignes en traits pleins — H, = 
= 10 mm; lignes en traits interrompus — H, = 4 mm 


paramètres lorsque le laminage s'effectue sur des laminoirs continus 
à larges bandes. On a étudié l'influence des paramètres géométriques 
de vitesse et de température sur les conditions énergétiques de la- 
minage. 

Les recherches ont permis d'établir que la pression spécifique 
moyenne Pr augmente brusquement lorsque diminue l'épaisseur 
initiale de la bande laminée, et que cette augmentation est plus 
nette dans le domaine des grandes réductions et aux basses tempéra- 
tures de la bande (fig. 128). On constate une rapide croissance de 
Pm pour de faibles vitesses de laminage (v = 0,5 à 1 m/s). L’accrois- 
sement de la vitesse de laminage (fig. 129) a pour effet de ralentir 
celui de la pression spécifique moyenne. C’est dans le laminage d'une 
bande plus mince et pour de fortes réductions que les variations de 
la vitesse de laminage exercent la plus grande influence sur la pres- 
sion spécifique moyenne dans le foyer de déformation. 

La variation de l'épaisseur de la bande laminée influence forte- 
ment le couple de laminage (fig. 130). Lorsque l'épaisseur initiale 
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de la bande s’accroît, le couple de laminage croît et ce d'autant plus 
intensément que les réductions sont fortes et les températures initia- 
les plus basses. En modifiant la température initiale de la bande 
(fig. 131) on constate une importante variation du couple de lami- 
nage pour les bandes épaisses et pour une forte réduction. 
Lorsqu'on analyse les paramètres de force, il est plus commode 
d'utiliser les courbes de plasticité établies pour diverses valeurs de 


Pm, MNmEkgf/mmi) 
600(60) E 
Pr Pl (kgf/mm2) 500(50) = 
500(50) 400(40) — 
400 (60) | L 
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J00(50) D 
. 200(20) 
| EH 
| 100 (10) 
7001 17 2 4 68 v,mw 


Fig. 128. Influence de l'épaisseur ini- 
tiale de la bande sur la pression spé- 
cifique moyenne pour différentes con- 
ditions de laminage à chaud de l'acier 
au carbone (ve — 0,5 mys): 
lignes en traits pleins — T, = 14100 °C: 
lignes en traits interrompus — T, = 1000°C 


Fig. 129. Influence de la vitesse de 
laminage sur la pression spécifique 


moyenne : 
Courbe 1 2 3 4 5 6 
H1, mm 10 10 10 4 10 2 
e, % 20 20 20 20 60 20 


Tes °C 1100 1000 900 1000 1000 1000 


la température et de la vitesse de laminage. Sur Ia fig. 132 sont 
représentées les courbes de plasticité pour plusieurs épaisseurs de 
bande ; ces courbes caractérisent les efforts nécessaires pour atteindre 
le degré de déformation voulu & pendant le laminage d’une bande 
d'épaisseur initiale FH, en une passe. 

La diminution de l'épaisseur initiale de la bande laminée entrai- 
ne une augmentation de la pente des courbes de plasticité et une 
diminution de l'efficacité de la déformation réalisée. La pente des 
courbes de plasticité croît également lorsque la vitesse de laminage 
augmente et que la température de la bande laminée diminue; l’in- 
fluence des variations de vitesse et de température sur l'effort de 
laminage est plus grande quand les bandes sont plus épaisses et les 
réductions plus fortes. Les courbes de plasticité analogues peuvent 
être utilisées (en commun avec la caractéristique de la déformation 
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Fig. 130. Influence de l'épaisseur 
initiale de la bande sur le couple de 
laminage (v — 4 m/s). Réductions 
relatives : 
1—e= 10%; 2'— 20 ;: 3 — 30°, : 
4— 40%; 5 — 60 + 6—70% (lignes 
en traits pleins — T, = 1100 °C; lignes en 
traits interrompus — Te — 900 °C) 


PMNItF) 


J00(30) 


Fig. 131. Influence de la tempéra- 
ture de la bande sur le couple de 
laminage (v — 4 m/s) pour une 
épaisseur initiale de la bande }X,: 
1—10mm. 2—6mm; 3—4mm;: 
4—2 mm; lignes en traits pleins — e — 
= 20%: lignes en traits interrom- 
pus —e= 40% 


#, rm 


Fig. 132. Courbes de plasticité en cas de laminage à chaud de l'acier au carbone: 


mn n? 


4, 1 —v, = 0,5 m/s; 2,2 — 4,0 m/s: 5,5 — 


8.0 m/s: 4,4” — 16 m/s; lignes en traits pleins— 


T,, = 900 ‘C: lignes en traits interrompus — Te = 800 °C 
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élastique d'une cage) pour déterminer 
le fixage des cylindres lors des varia- 
tions de température de la bande-lami- 
née ou en cas de changement du régime 
de laminage (par exemple, dans la cage 
réversible). On peut établir, à partir 
des courbes de plasticité, les nomo- 
grammes ayant l'aspect de lignes de 
pression égale (la pression admissible, 
par exemple) pour les conditions 
données de laminage (fig. 133). A cha- 
cune de ces courbes correspondent, 
pour une température donnée, des rap- 
ports bien déterminés entre les régimes 
des réductions et des vitesses. Les 
régimes correspondant aux domaines 
qui sont situés au-dessus ou au-dessous 
des courbes données fournissent res- 
pectivement les valeurs inférieures ou 
supérieures de la pression ?? par rap- 
port à celle fixée. On peut déterminer, 
pour une réduction fixée, la vitesse 
de laminage (la vitesse limite, par 
exemple) nécessaire pour atteindre la 
pression donnée. On notera que la 
pente des courbes décroît lorsque la 
vitesse de laminage croît et ce 
d'autant plus fort que les vitesses sont 
plus petites. 

Analysons maintenant l'influence 
des diverses conditions de laminage 
dans un laminoir à une seule cage sur 
les variations de température de la 
bande dans les cylindres. 

La fig. 134 représente les variations 
de température de la bande à la sortie 
du foyer de déformation en fonction 
de la vitesse de laminage et pour des 
valeurs différentes d'épaisseur de la 
bande de température initiale et de 
réductions. Toutes ces courbes sont 
caractérisées par une diminution de la 
pente lorsque la vitesse croît dans le 
domaine de grandes vitesses de lami- 
nage. Lorsque la vitesse de laminage 
décroït dans le domaine de faibles 
vitesses (moins de 4 m/s) la tempéra- 
ture de la bande baisse brusquement 


Fig. 133. Courbes de pression 
gale (pour 4, — 10 mm): 
1,2 — P = 20 MN (2000 ff); 3, 4 — 
15 MAN (1500 tf); 5,6—P= 
— 10 MN (1000 tf); lignes en traits 
pleins — T, = 900 °C: lignes en 
traits interrompus — T, = 800 °C 
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Fig. 134. Influence de la vites- 

se de laminage sur la variation 

de température de la bande à 

la sortie du foyer de déforma- 
tion: 


2 J { ô 
H1, mm... 2 & 10 10 è 
tee 10 10 410 40 40 


e, %o 

Courbe (3 7 S 9 

Hi, mm ...2 & 10 mA 

Et se ct 60 60 730 70 

lignes en traits pleins — T,= 

—=800°C; lignes en traits 

interrompus — 7, == 900 °C: 

ligne en points-tirets —7T, — 
= 1100 °C 
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dans le foyer de déformation, et cette chute est d'autant plus impor- 
tante que la bande est plus mince et la température initiale et la 
réduction sont plus grandes. 

Les courbes qui sont situées au-dessous de la ligne zéro, repré- 
sentent le degré de refroidissement de la bande dans les cylindres 
lorsque diminue la vitesse de laminage ; les courbes situées au-dessus 
montrent l'intensité du réchauffement de la bande lorsque croît la 
vitesse de laminage. Les points d’intersection de ces courbes avec la 
ligne zéro correspondent aux vitesses qui assurent l'équilibre 

thermique dans le foyer de déforma- 
Te ,€ tion. L'augmentation de la vitesse 
7700 de laminage exerce la plus grande 
influence sur le réchauffement de la 
bande, une influence d'autant plus 
grande que les bandes sont plus 
minces, la température initiale peti- 
te et le degré de déformation élevé. 

L'influence du degré de défor- 
mation sur les variations de tempé- 
rature de la bande est montrée sur 
la fig. 135. Une bande d'épaisseur 
initiale Z, = 10 mm et à la tempé- 
rature T, — 1000 °C est laminée 
jusqu'à différentes valeurs d’épais- 
seur finale pour des vitesses de la- 
2 ñ 6 8 H,mm minage différentes. Lors de la défor- 
mation de la bande (vitesse de lami- 
Fig. 135. Influence du degré de nage 0,5 m/s) la température de la 
déformation sur la variation de bande diminue progressivement à 
température de la bande à la sor- l : pe 
tie des cylindres. Les chiffres près Ia Sortie de la cage (courbe infé- 
des courbes indiquent la vitesse rieure); elle décroît plus lentement 

de laminage en m/s lorsque la réduction augmente. On 
remarquera, en analysant le proces- 
sus de laminage à une vitesse plus élevée (4 m/s et plus) que pour de 
petites réductions, la température de sortie diminue avec l’accrois- 
sement de la réduction. Si on augmente davantage la réduction, la 
température atteint sa valeur minimale pour un degré déterminé de 
déformation, puis elle commence à s'accroître progressivement. 
Pour une valeur déterminée de la réduction, la température de la 
bande à la sortie devient égale à la température à l’entrée du foyer 
de déformation, donc il y a équilibre thermique. Lorsqu'on augmen- 
te €, la température de sortie devient supérieure à la tempéra- 
ture à l'entrée et présente un accroissement d'autant plus important 
que la valeur de æ&et la vitesse de laminage sont plus grandes. 

La fig. 136 représente les courbes établies pour des valeurs diffé- 
rentes de l'épaisseur de la bande et pour les températures 7, = 
= 1100° et 1000 °C. Signalons que la température s’accroît beaucoup 
lorsque les bandes sont plus minces, la température initiale plus 
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petite, et la vitesse de laminage plus élevée; on constate d'autre 
part un important refroidissement des bandes minces qui est d’au- 
tant plus intense que la température initiale est élevée (jusqu’à un 
degré de réduction bien défini) et la vitesse de laminage basse. 

Lorsque la déformation est élevée, le refroidissement de la bande 
dans le foyer de déformation diminue et ce d'autant plus que les 


°C 
7200 


[100 


7000 


900 


Fig. 136. Influence de la réduction sur la température de la bande à la 
sortie des cylindres pour différentes conditions de laminage. Les chiffres pres 
des courbes indiquent la vitesse de laminage en m/s 


températures initiales sont plus basses et les bandes plus épaisses ; 
on constate que la bande se réchauffe si son épaisseur est élevée. 
Les variations des régimes de réductions et de vitesses de laminage 
dans des limites déterminées exercent une plus grande influence sur 
les limites de variation des températures dans le cas de bandes plus 
minces. 

La fig. 137 représente les courbes d'équilibre thermique. Chaque 
courbe correspond à des rapports définis entre les régimes de réduc- 
tions et ceux de vitesses de laminage (pour une épaisseur initiale et 
une température de la bande bien déterminées) qui sont caractérisés 
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Fig. 137. Courbes d'équilibre ther- 
mique dans Île foyer de défor- 
mation (7, = T,): 
lignes en traits pleins — T, = 900 °C; 
lignes cn traits interrompus — T, = 


= 800 °C. Les chiffres près des courbes 
indiquent la valeur de H, en mm 


700 
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Fig. 138. Variation de la tempé- 
rature de la bande en fonction du 
paramètre L,/1/,, ct des conditions 
de température et de vitesse de 
laminage sur un laminoir à une 
seule cage. Température de la 
bande à l'entrée: 
, 2 — 900 °C; 53 — 1000 °C: 
: lignes en traits pleins — 


lignes en traits inter- 
rompus — tv — 8 m/s 


par l'égalité des températures T,, — 
— T,. Les régimes de réductions 
et de vitesses correspondant aux 
domaines situés au-dessus des cour- 
bes indiquées déterminent le ré- 
chauffement de la bande dans les cy- 
lindres. Le rapport des réductions 
et des vitesses dont les valeurs se 
situent au-dessous des courbes cor- 
respond au refroidissement de la 
bande dans le foyer de déformation. 
Quelle que soit la variation de 
température au cours du laminage 
on peut établir pour le niveau 
thermique des courbes analogues 
d’après lesquelles il est facile de 
déterminer les rapports nécessaires 
entre les régimes de réductions et 
de vitesses de laminage. 

Il résulte de l'examen des fig. 134 
à 137 que les variations de tempéra- 
ture de la bande dans le foyer de 
déformation sont fortement influen- 
cées lors du laminage par la valeur 
initiale de l’épaisseur et de la tem- 
pérature de la bande ainsi que par 
les régimes de réductions et de 
vitesses de laminage. En étudiant 
le régime thermique du laminage 
il faut tenir compte de l'ensemble 
des facteurs influençant les varia- 
tions thermiques de la bande. 

Examinons l'influence des di- 
verses conditions de laminage dans 
un laminoir à une seule cage sur la 
variation de température de la 
bande pour des valeurs différentes 
de L,/H» (fig. 138). Les courbes 
situées au-dessus de la ligne zéro 
représentent l'intensité de refroi- 
dissement de la bande sous une 
faible vitesse de laminage (0,5 m/s) 
en fonction de /,/H,. Les courbes 
situées au-dessous de la ligne zéro 
illustrent l'intensité de réchauffe- 
ment de la bande dans les cylindres 
avec une vitesse de laminage plus 
élevée (8 m/s). On remarque que la 


température de départ exerce une influence considérable sur la 
variation de température dans le foyer de déformation avec l’ac- 
croissement de /,/H,, et cette influence est d'autant plus marquée que 
les vitesses de laminage sont petites. Lorsque /,/H,, diminue, les 
courbes tendent vers la ligne zéro qui correspond à l'équilibre ther- 
mique dans le foyer de déformation. 

Il convient de noter que les courbes traduisant les variations de 
température et de vitesse de laminage pour des conditions diffé- 
rentes de laminage ne sont pas en général linéaires, ce qui pose de 
sérieuses difficultés lorsqu'on utilise 
l'accélération des cages du laminoir 
avec la bande laminée pour obtenir la 
température nécessaire de fin de lami- 
nage de la bande. 

Cependant, comme on peut le voir 
sur la fig. 134, il est possible d'établir 
une dépendance linéaire entre les va- 
riations de température de la bande et 
celles de la vitesse (AT = k Av) sur 
certaines portions des courbes «tem- 
pérature de la bande — vitesse de 
laminage », surtout dans le domaine 
de grandes vitesses. 

Alors chaque portion de la courbe 
peut être associée au rapport k — 
= AT/Av, ou critère d'accélération de 


Pm » MN/mEkgf/mm À) 


139. Influence du coeffi- 


la bande dans une cage, égal à la tan- 
gente de l’angle d’inclinaison de la 
courbe relativement à l’axe des vites- 


Fig. 
cient de frottement sur la pres- 
sion spécifique moyenne lors 
du laminage à chaud des ban- 


des en acier à bas carbonc: 

lignes en traits pleins — H, — 

= 20 mm; lignes en traits interrom- 
pus — H, := 10 mm 


ses et caractérisant l'efficacité de 
l'influence exercée par les variations 
de la vitesse de laminage, dans une 
portion considérée, sur celles de la 
température de la bande. En passant aux dérivées, on obtient en 
chaque point de la courbe k = d (AT)/dv, où AT = T, — T, est 
la variation de la température de la bande dans le foyer de défor- 
mation, la vitesse étant constante en ce point. Il est évident que 
plus le coefficient k est grand, plus est efficace l'influence des 
variations de la vitesse de laminage sur celles de la température de 
la bande pour des conditions données de déformation. 

Les recherches accomplies ont mis en évidence l'influence no- 
table des variations du coefficient de frottement u sur les para- 
mètres de laminage lorsque celui-ci est petit. Lorsque le coefficient de 
frottement croît jusqu'à u >> 0,3, son influence sur les paramètres de 
force est négligeable. 

La fig. 139 représente l'influence des variations du coefficient de 
frottement sur la pression spécifique moyenne dans le foyer de dé- 
formation. On constate que p,, croît d’une façon plus intense lors- 
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que le coefficient de frottement croît pour des bandes plus minces et 
des réductions plus élevées. Les variations de la réduction entraînent 
un accroissement de la pression spécifique moyenne qui est d'autant 
plus important que le coefficient de frottement est élevé. 


P MM(tF) 


9 01 02 OT G k 


Fig. 140. Courbes de plasticité pour Fig. 141. Influence du coeffi- 
différentes valeurs du coefficient de cient de frottement sur la tem- 
frottement lors du laminage d’une bande rature de la bande dans un 
de B — 1000 mm en acier à bas carbone aminoir à une seule cage: lignes 
dans un laminoir 1700 (D,, — 600 mm) en traits pleins — /1, = 20 mm; 
lignes en traits interrompus — 

H, = 10 mm 


Sur la fig. 140 sont représentées les courbes de plasticité établies 
pour divers coefficients de frottement. 

A noter que lorsque les bandes sont épaisses et que la réduction 
est plus importante, la diminution du coefficient de frottement u 
entraîne une baisse sensible de la pression spécifique totale et 
moyenne. 

L'influence du coefficient de frottement sur les variations de tem- 
pérature de la bande est plus marquée pour des réductions élevées 
(fig. 141) ; dans ces conditions, l'influence des variations de l’épais- 
seur de la bande devient négligeable. 


8. Etude sur calculateur numérique des paramètres 
technologiques de laminage dans les cages dégrossisseuses 
d’un laminoir à larges bandes 


On a étudié les paramètres énergétiques, de force, de température 
et de vitesse de laminage pour des aciers à bas carbone. Les calculs 
ont été effectués pour des régimes de laminage sur des laminoirs 1700 
et 1680 à larges bandes. On a fait varier les paramètres nécessaires 


252 


au calcul dans des limites compatibles avec l'équipement et en de- 
hors de ces limites, en vue d’un éventuel perfectionnement des la- 
minoirs à bandes à chaud. ; 

Analysons l'influence exercée par les variations des paramètres 
géométriques initiaux, de la température initiale d'une brame, des 
réductions dans les cages et enfin de la vitesse des cylindres et des 
rouleaux transporteurs sur les paramètres de force ainsi que sur les 
variations de température lors du laminage dans les cages dégrossis- 
seuses du laminoir. 

Les recherches ont montré qu'il était possible d'élever la tempé- 
rature de la bande à la sortie du groupe dégrossisseur par une nou- 
velle distribution des réductions, i.e. en appliquant dans les dernières 
cages des réductions plus fortes que celles admises généralement *). 
On constate alors un accroissement de la consommation d’énergie 
nécessaire au laminage d’une bande. Si par contre on fait diminuer 
les réductions appliquées aux dernières cages, la puissance totale de 
laminage diminue; cependant on observe une baisse de température 
de la bande à la sortie des cages dégrossisseuses. 

On peut voir sur le tableau 28 que le régime de réductions II 
entraîne un accroissement de 16,1 °C de la température de la bande 
(bout avant) à la sortie du groupe dégrossisseur par rapport au régi- 
me Ï adopté sur le laminoir. On a enregistré ici un accroissement de 
6,3 % de la puissance totale de laminage. Le régime III donne une 
diminution de 3,5 % de la puissance totale; cependant la tempéra- 
ture de la bande a baissé de 7,4 °C. La nouvelle distribution des ré- 
ductions exerce une plus grande influence sur la variation de la con- 
sommation d'énergie lors du laminage dans la dernière cage. Il est 
évident, de ce fait, que pour élargir les possibilités de régulation de 
la température de la bande à la sortie du laminoir par une nouvelle 
distribution des réductions de la bande suivant les cages du groupe 
dégrossisseur, il faut élever la puissance de la dernière cage dégros- 
sisseuse. 

Le refroidissement le plus intense de la bande qui a lieu dans les 
derniers intervalles inter-cages s'explique par la diminution de 
l'épaisseur de la bande dans la cinquième cage qui, dans ce cas, est 
plus apparente en régime III. 

Notons également que les variations de température de la bande 
dans les cages du groupe dégrossisseur dépendent dans une large 
mesure des valeurs absolues des vitesses d'entrée et de sortie de la 
bande et de celles des rouleaux transporteurs ainsi que du rapport 
entre ces dernières. Par exemple, en régime III, la différence entre 
la température de la tête et celle de la queue de la bande dans les 
premières cages du groupe est plus grande qu’en régimes Î et II. 


*) Les résultats mentionnés plus loin ont été obtenus sans tenir compte de 
la non-uniformité de la répartition de la température sur la hauteur de la section 
du produit laminé. Si l’on tient compte de l'influence du champ thermique réel 
du produit laminé sur les principaux paramètres de laminage, on pourra être 
amené à corriger les résultats obtenus. 
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Tableau 28 


Variations de température de la bande et de 
puissance totale de laminage en fonction de 
la répartition des réductions suivant les 
cages dégrossisseuses d’un laminoir continu 1680 
(H,:-115 mm; H,-=23 mm; B—1420 mm) 


Régime 
II III 
© N, 0 © N, 
| 11885,9 20 | 1188,6 
US 
2 25,8 | 1174 ,1 ER 1175,0 28,0 | 1173,4 
3 2.8 1146,5 |412921 | 25,0 mo] sos 4150,4 |13738 x. | 1144,2 | 12626 
4 po 1120.,0 EEE 1128,6 30,0 | 1115,2 
5 | 3,6 1083,7 ms | 108 1099,8 29,3 | 14076.3 


Cela est dû à la diminution de la vitesse d'entrée de la bande dans la 
cage lorsque la réduction croît. 

Le rapport existant entre les vitesses des cylindres et des rou- 
leaux transporteurs et les dimensions géométriques de la bande peut 
faire diminuer ou augmenter la température totale de la bande et 
en modifier la répartition sur sa longueur. Les résultats présentés 
dans le p. 7 permettent de conclure que c’est la variation des régi- 
mes technologiques de laminage dans la dernière cage du groupe dé- 
grossisseur qui exerce la plus grande influence sur la variation de 
température de la bande et des autres paramètres. De ce fait, il 
paraît bien intéressant d'examiner l'influence exercée par les varia- 
tions des conditions de déformation et de vitesse de laminage dans 
la dernière cage dégrossisseuse sur celles de la température de la ban- 
de à l’intérieur de la cage et à la sortie du groupe dégrossisseur. Le 
calcul a été effectué pour le régime réel de laminage dans les quatre 
premières Cages; on a fait varier dans de larges limites les condi- 
tions de déformation et de vitesse de laminage dans la cinquième 
cage dégrossisseuse. 

La fig. 142 représente les variations de température de la queue 
de la bande à l'entrée de la cinquième cage en fonction de celles de 
la vitesse des cylindres et de la valeur de la réduction. On remar- 
quera l'accroissement rapide de la température dans le domaine de 
faibles vitesses des cylindres. Lorsque la vitesse de laminage croît 
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on constate que la température croît moins vite et l'influence des va- 
riations de la vitesse devient moins prononcée. La température est 
plus basse pour des valeurs élevées de la réduction, car la vitesse 
d'entrée de la bande dans la cage est plus faible (la température 


Te,C 
7700 


0 2 4 5 V,ms 


Fig. 142. Influence de la vitesse de laminage sur la température du bout 
arrière de la bande à l’entrée dans la dernière cage du groupe dégrossisseur 


d'entrée dans la cage diminue avec l'élévation de la réduction, et ce 
d'autant plus que la vitesse de laminage est petite) ‘s' 
Les variations de température de la bande dans le foyer de défor- 


mation sont représentées sur la fig. 143. La baisse de température 


(Te-Ts), € 


Fig. 143. Variation de la température de la bande dans le foyer de déforma- 
tion de la dernière cage du groupe dégrossisseur : 


Jignes en traits pleins — tête de la bande: lignes en traits interrompus — queuc’de la bande. 
Les chiffres près des courbes indiquent la vitesse de laminage » en m/s 


augmente avec l'accroissement de la réduction pour de faibles vites- 
ses de laminage; lorsque la vitesse est élevée, on constate un ré- 
chauffement de la bande. 

La fig. 144 représente les variations de température sur la lon- 
gueur de la bande pendant le laminage dans la cinquième cage et 
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celles de la différence entre les températures de la tête et de la queue 
de la bande à l’entrée et à la sortie de la cage en fonction de la ré- 
duction et de la vitesse de laminage. L’accroissement de la réduction 
entraîne une augmentation de la différence AT = T, — Ty. qui 
est d'autant plus importante que les vitesses de laminage sont plus 
petites. La valeur de AT est plus petite à la sortie qu’à l'entrée 


47, € 
- 60 


JO / 50 E,7 


Fig. 144. Influence de la réduction sur la différence de température suivant la 

longueur de la bande à l’entrée (a) et à la sortie (b) de la dernière cage dégros- 

sisseuse (AT = T; — Tb.a). Les chiffres près des courbes indiquent la vitesse 
de laminage v en m/s 


(fig. 144,a, b) par suite de la chaleur dégagée par l'effet de déforma- 
tion. La différence des températures (T., > T,) qui est négative 
diminue avec l'accroissement de la vitesse de laminage pour devenir 
ensuite positive (Ts. à < T4), à une vitesse bien déterminée. 

Les recherches effectuées ont montré qu'il était possible de régler 
la température de la bande à la sortie du groupe uégrossisseur en 
faisant varier les conditions de déformation et la vitesse de laminage 
dans la dernière cage dégrossisseuse. On peut procéder à des recher- 
ches analogues sur les autres paramètres calculés d’après le modèle, 
afin de déterminer les régimes optimaux de laminage dans le groupe 
de cages dégrossisseuses d’un laminoir continu à larges bandes. 


9. Etude sur calculateur numérique des paramètres 
de laminage dans le groupe finisseur d’un laminoir 
continu à larges bandes 


Dans le cadre de la présente étude on a analysé le laminage avec 
tension de la bande et une limite de fluage de la bande variable dans 
les intervalles inter-cages. La tension spécifique qg de la bande entre 
les cages voisines due à la différence entre les vitesses des cylindres 
ne doit pas dépasser la valeur minimale de la limite defluageo,4. min 
dans les intervalles inter-cages. Cependant, très souvent en pratique, 
les tensions de la bande dépassent cette valeur [7] entraînant une 
déformation de la bande (allongement) entre les cages. Pour éviter 
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cette déformation il faut fixer, en vertu des régimes de laminage, les 
valeurs limites admissibles de la différence des vitesses des cylin- 
dres Av correspondant aux valeurs limites des tensions spécifiques 
max à partir de la condition Qmax < O1. min 1105, 189, 190]. Les 
valeurs de O};. min €t 4€ {max AV Ont été calculées d’après le modèle 
pour des régimes choisis de laminage. 

Le tableau 29 renferme les résultats du calcul des paramètres de 
vitesse pour deux régimes: {) sans tenir compte de la tension de la 
bande entre les cages (q = 0) et 2) pour des tensions spécifiques 
max = Ofi. min. Le Calcul est effectué pour une vitesse périphérique 
constante des cylindres de la cinquième cage lors du laminage d’une 
bande d’épaisseur initiale H, — 25 mm et finale H, — 3 mm. Le 
tableau 29 fait ressortir une certaine diminution de la température 
de la bande à la sortie du laminoir, malgré un accroissement de vites- 
se dans toutes les cages dü à l'effet de la tension. Ceci est lié évidem- 
ment à une diminution de la pression du métal sur les cylindres par 
suite de l’application de la tension. Dans ce cas, les tensions augmen- 
tent de cage en cage, Car O7. min Croît à la sortie du laminoir. Dans 
le tableau 29 sont indiquées les valeurs limites de l’écart relatif qui 
doit exister entre les vitesses périphériques des cylindres Av/v de 
tout couple de cages voisines, pour maintenir les tensions spécifiques 
de la bande Qox = Of1. min 0btenues en remplaçant les vitesses des 
cylindres dans toute cage par la vitesse constante v’ dans la cage 
précédente. 


Tableau 29 


Influence des valeurs limites des tensions de la bande sur les 
conditions de vitesse de laminage 


peser | INIme Ts: °C vemm/s | v,mmjs | vssmm/s | 2, 
7 | (kgf/mm?) s 
18,9 (1,89)*| 999,3 757,5 1380 1516,3 
» |78,901,89) | 999,5 776 1380 146,6 | ges 
22,8 (2,28) | 972,4 1516,3 2187 2387,5 
6 |355,8(2,28) | 970,0 1546,6 2247 DA —— 
__ | 26.0(2,60) | 951,4 2387 ,5 3080 3301 ,5 
| 26,4 (2,64) 943,0 2447 3168 3393 és 
31.0(3,10) | 923,4 3301 ,5 3971 4190 c 
8 |31,6(3,16) | 929,4 3393 4085 | 43142 | 
35,1 (3.51) | 919,6 4190 4988 5255 ,3 
9 | 36,0(8,60) | 915 4314,2 | 5141 H22,4 | ,, 
39,1 (3.91) 903,7 5255,3 5765 5939 17 
10 | %5,64,06) | 898,7 5422.,4 | ‘6004 G146,6 
#* Numérateur: laminage sans tension (q — 0); dénominateur: Jlaminage pour 
Imax= min: 
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La fig. 145 représente les variations de la différence relative des 
vitesses des cylindres de toute paire de cages voisines du groupe 
finisseur en fonction des valeurs relatives des tensions spécifiques 
dans les intervalles inter-cages. On peut déterminer, par exemple. à 
partir de telles courbes, les rap- 
ports des vitesses des cylindres 
nécessaires pour obtenir les va- 
leurs fixées des tensions spécifi- 
ques inter-cages. Il est à noter que 
dans la pratique la valeur de q,,,+ 
n’est pas la plus grande possible, 
étant donné que la déformation 
de la bande entre les cages en- 
traîne un écrouissement du métal, 
donc les valeurs des tensions 
spécifiques inter-cages peuvent 
être plus élevées. 

Les recherches ont montré 
que la tension exerçait une in- 
0,2 0% 6 CE Gx/6min fluence sur le déplacement de 
l'angle neutre (vers la sortie du 
foyer de déformation si la ten- 
sion est arrière et vers l’entrée 
si la tension est avant); cepen- 
dant, étant donné la contrainte 
{max < Ofi. mins Ce déplacement 
est négligeable. C'est pourquoi 
il n’est pas possible, en régimes réels de laminage à chaud, de réa- 
liser, par une variation de tension les conditions du tréfilage ou du 
glissement complet de la bande sans avoir déformé la bande entre 
les cages (avec durcissement). 

La limitation des variations de la tension spécifique quax 
<< Gj1.min reStreint à son tour l'influence de la tension sur les para- 
mètres de force de laminage. Le tableau 30 illustre par exemple l'in- 
fluence des valeurs limites admissibles de la tension spécifique 


Tableau 30 
Influence de la tension inter-cages sur les paramètres de force de laminage 


Fig. 145. Influence de la tension 
spécifique d’inter-cages sur l'écart de 
vitesses des cylindres des cages voisi- 
nes (les chiffres près des courbes cor- 
respondent aux intervalles entre les 
numéros appropriés des cages) 


P,.. MN/m? (hgf/mm?) P, MN(tf) 
n° de la cage 
q=0û 9— Cf]: min q="0 | 4 Or. min 
5 203 (20,3) 191 (19,1) 16,08 (1608) 15,18 (1518) 
6 281 (28, 1) 242 (24,2) 13,57 (1357) 11,69 (1169) 
1 328 (32,8) 289 (28,9) 11,02 (1102) 9,72 (972) 
8 350 (35,0) 307 (30,7) 8,69 (869) 7,63 (703) 
9 406 (40,6) 359 (35,9) 8,771 (877) 1,14 (714) 
10 326 (32,0) 296 (29,6) 4,67 (467) 4,24 (424) 


{max = Ofi min SUr l'effort de laminage P et sur la pression spéci- 
fique moyenne p,, pour un régime donné de laminage dans les cages 
finisseuses d’un laminoir continu 1700. 

C'est dans la sixième cage du laminoir qu'on a enregistré la plus 
grande diminution de l'effort de laminage (—14 9%). 

Les calculs effectués d’après les données des ouvrages [163, 165] 
en tenant compte de la chute de température sur la section de la 
bande ont mis en évidence une légère influence de cette chute de 
température sur les paramètres de force de laminage. Par exemple, 
pour l’un des régimes de laminage dans les cages finisseuses d’un 
laminoir 1700 (tableau 31), la plus grande influence de la différen- 
ce de température s’est exercée sur la section de la bande sur l'effort 
de laminage et s’est chiffrée à près de 2 % dans la cinquième cage. 
Cette faible erreur permet d'effectuer les calculs des paramètres de 
laminage dans le groupe finisseur avec une précision suffisante en ce 
qui concerne la température de la surface de la bande, celle-ci étant 
supposée égale à la température moyenne dans la section de la ban- 
de. Dans tous les cas il est possible d'évaluer l’incertitude des cal- 
culs. 


Tableau 31 


Influence de la différence de température suivant 
la section de la bande sur la pression de laminage 


MN/m2(khgf/mm:®) 


Pm° P. MN ({J) 


n° de la cage calcul à partir calcul à partir 


calcul à partir 
e la tempéra- de la tempéra- 


calcul à partir 
de la tempéra- de la tempéra- 


ture moyenne ture de surface turc moyenne ture de surface 
5 199 (19,9) 203 (20.3) 145,79 (1579) 16,08 (1608) 
6 271 (27,7) 281 (28,1) 13,36 (1336) 13,57 (1357) 
7 324 (32.4) 328 (32,8) 10,87 (1087) 11,02 (1102) 
8 344 (34.4) 350 (35,0) 8,54 (854) 8,69 (869) 
9 402 (40,2 406 (40,6) 8,66 (866) 8,11 (871) 
10 322 (32,2 326 (32,6) 4,62 (462) 4,67 (467) 


Des recherches ont été effectuées en vue d'étudier les paramètres 
de laminage dans les cages finisseuses du laminoiïir, en supposant 
que la température varie (sous forme d’un coin) sur la longueur de 
la bande. On a étudié l'influence du « coin thermique » sur les va- 
riations des paramètres énergétiques et de force ainsi que sur la 
différence d'épaisseur longitudinale de la bande etsurles variations 
de température le long de la bande à la sortie du laminoir. Dans le 
tableau 32 sont rassemblés les résultats du calcul de la température 
de la bande et de l'effort de laminage dans les cinquième et dixième 
cages d’un laminoir 1700, les résultats étant relatifs à l’un des régi- 
mes de laminage avec une température variable sur la longueur de 
la bande à l’entrée des cages finisseuses. Dans ce cas une différence 
de température de 51 °C a provoqué une augmentation de l'effort de 
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laminage de 9,5 %, de la tête de la bande jusqu'à sa queue dans la 
cinquième cage. Cette augmentation est plus faible dans la dixième 
cage. La différence de température sur la longueur de la bande a 
diminué, pour atteindre 31 °C à la sortie de la dixième cage. 


Tableau 32 


Variation de la température suivant la longueur de la bande lors 
du laminage dans les cages finisseuses d’un laminoir continu 1700 


Cage 10 
P, MNG«flT Les Te. 10)» 
— 114,7 
5,506 15,4 
(550.6) 
5.516 13,9 
(551,6) 
5,527 12,6 
(552,7) 
5,5: 11,4. 
(553,4) 
— 69,8 
— 69,2 
5,544 66,4 
(554,4) 
— 66, 1 
5,548 65,3 
(554, 8) 
10 | — |953,2| 939,6 — 883,3| 889,51 — 63,7 
11 1 950,5! 936,91 14,71 881,31 887,5! 5,553 63,0 
(1471) (555,3) 
142 _— 947,71 934,5 = 880,1 | 886,3 — 61,4 
43 _— 944,91 931,5 — 818,1 | 884,4 — 60,4 
14 — | 942,2] 929,3 — 876,1 | 882,4 LL 99,8 
15 | — |939,5! 9267| — 74.21 880.21 — 593 
16 — 936,9! 924,1 — 872,2| 8:8,5 — 58,4 
17 8 934,2] 921,61 15,12 870,3| 876,6] 5,571 57,6 
(1512) (557,1) 
18 — 931,6! 919,8] 15,186 | 868,5| 874,7| 5,575 56,9 
(1518.6) (557,5) 
| 
AT, °C 51,11 46,4 — 31,31 31,0 | — 


Nota : j — points pris sur la longueur de la bande : f — points > en lesquels on intègre 
l'équation de laminage, AT, — différence de température sur la longueur de la 
bande :; pour j — 0 le calcul est effectué sans tenir compte des variations de tempé- 
rature dans lc foyer de déformation. 


La pression totale du métal sur les cylindres, le couple et la 
puissance de laminage augmentent de l'extrémité avant de la bande 
à l'extrémité arrière qui est plus froide. L’accroissement de l'effort de 
laminage entraîne celui de la déformation élastique des éléments de 
la cage, et partant celui de l'épaisseur de la queue de la bande. L'effet 
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égalisateur du groupe continu qui se traduit pendant le laminage 
par une diminution de la différence de température tout le long de la 
bande, réduit l'influence exercée par la différence de température sur 
celle d'épaisseur. 

Examinons les résultats du calcul des paramètres de laminage 
dans les cages du groupe finisseur en supposant la température va- 
riable sur l’étendue de la bande. Dans chaque cage finisseuse on ob- 
serve une égalisation de température de la bande au cours du lami- 
nage. Dans le cas considéré (fig. 146) cette égalisation est maximale 


2, AN(tT) 

15(7500) 

13(1300) 

11 (1700) 

9 (900) 

7(700) 
& 5 6 7 6 9 0 500) 5 7 8 9 10 

Numero de la cage Numéro de la cage 
Fig. 146. Variation de la Fig. 147. Influence de la différen- 
différence de température ce de température suivant la lon- 
suivant la longueur de la nas de la bande sur la variation 
bande dans les cages du e l'effort de laminage dans les ca- 
groupe  finisseur (AT, — ges du groupe finisseur: 

= — Lb.a °C): ligne en traits pleins — tête de la ban- 
ligne en traits pleins — T, ; li- RÉ ARRE RER MAN AE CmPAS SENS 


gne cn traits interrompus — T, 


dans les premières cages du groupe et minimale dans les dernières. 
L'’égalisation de température de la bande dans le foyer de déforma- 
tion de la première cage résulte du refroidissement intense de l’extré- 
mité avant de la bande. Dans les autres cages, on observe un réchauf- 
fement de l’extrémité arrière de la bande, étant donné sa tempéra- 
ture plus basse. La différence entre les variations de température de 
l'extrémité avant et de l’extrémité arrière de la bande dans la der- 
nière cage est négligeable en raison des faibles valeurs de Ia ré- 
duction. 

La fig. 147 représente les variations de l’effort total de laminage 
selon les cages du groupe finisseur pour les extrémités avant et ar- 
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rière de la bande. L’effort de laminage P est le plus fortement influen- 
cé par la différence de températures des extrémités avant et arrière de 
la bande dans les premières cages du groupe. 

Dans les dernières cages cette influence devient peu importante, 
a cause de la diminution de la différence de température et de la 
valeur de P. 

Les variations de la résistance à la déformation du métal de la 
bande suivant les cages finisseuses sont représentées sur la fig. 148. 
On remarque une faible varia- 
tion, suivant les cages, de la 
valeur de 6;, à la sortie du foyer 
de déformation. Cela est dû aux 
valeurs plus élevées des réduc- 


ie 5 Cf ? Oftmax? 
Mimi kgf/mm2) MN/mE kgf/mm} 


la déformation du métal de la bande 
dans le foyer de déformation suivant 
les cages du groupe finisseur lors du 
laminage de la bande avec «coin 
thermique » : 
I — Ofi, 2 — Chl,s 3 — Ofie! lignes 
en traits pleins — tête de la bande: 
lignes en traits FT OMDUS — queue de la 
ande 


40(4) — 195 (19,5) tions appliquées dans les premiè- 
PF res cages du groupe. La différence 
TC Upar, /S E,% 
925 r 250 100 
30(5) De 170(179) 

900 | 200 60 
875 150 60 
20(2) 145(14,5) 850 | 100! 40 
625 F 50 20 
120 (120 600 0 4 

VOS 5 7 & 9 et 5 6 7 68 39 1 

Numéro de la cage Numéro ce la cage 

Fig. 148. Variation de la résistance à Fig. 149. Conditions de laminage 


dans le groupe continu d'un laminoir 
a chaud 1700: 


1 — réductions suivant les cages: 2 — ré- 
duction totale: 3 — valeur maximale de la 
vitesse de déformation: 4 — température 
de la bande à l'entrée dans le foyer de dé- 
formation pour chaque cage 


entre Oz, e t Of, diminue dans les dernières cages par suite de la 
baisse de la température de la bande et de la diminution des réduc- 
tions. On constate un durcissement plus intense de l'extrémité 
arrière de la bande résultant de l'effet de déformation. 

On a tracé les épures de la résistance à la déformation suivant les 
cages (fig. 150), pour un régime de laminage dans les cages continues 
d'un laminoir 1700 (fig. 149), en tenant compte de l’amollissement 
complet du matériau de la bande dans les intervalles inter-cages et en 
le négligeant. Malgré la faible différence des valeurs du durcissement 
dû à l’effet de déformation à la sortie de la dernière cage (accumulée 
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au fur et à mesure de défilement de la bande à travers les cages), la 
différence des valeurs de la résistance à la déformation du matériau 
de la bande dans le foyer de déformation s'accroît considérablement 
vers la dernière cage où elle atteint sa valeur maximale. Ceci est 
valable dans le cas du calcul à condition de tenir compte ou pas de 
l’amollissement complet du métal et peut être attribué à l’augmen- 
tation de la vitesse de laminage et à l’abaissement de température 


Gyr » MN/m 2 (Kg f/ mm) 
240 (24) 


200 (20) 
160 (16) 
720(12) 
80(8) 
40 (6) 


0 


Numéro de la cage 


Fig. 150. Epure générale de la répartition de 6;, suivant les cages continues 

d'un laminoir à larges bandes 1700 lors du laminage de l’acier 08 kn ({ — distance 

entre les cages; /; — longueur du foyer de déformation; conditions de lami- 
nage — voir fig. 149): 


lignes en traits pleins — amollissement complet dans les intervalles entre les cages; lignes 
en traits interrompus — sans tenir compte de l’amollissement 


de la bande vers la sortie du laminoir. Ceci prouve qu’il est nécessaire 
de tenir compte, lors du calcul des paramètres de laminage, de la 
valeur du durcissement résiduel du matériau de la bande dans 
chaque cage finisseuse. 

Il est évident que dans les conditions réelles de laminage les 
valeurs réelles de la résistance à la déformation du métal de la bande 
dans le foyer de déformation se situeront entre les deux courbes re- 
présentées sur la fig. 150. L’accroissement, suivant les cages, des 
valeurs du durcissement résiduel de l’extrémité avant à l'extrémité 
arrière qui est plus froide (fig. 148) est considéré, lui aussi, comme 
l'une des causes de l’augmentation de la différence d'épaisseur lon- 
gitudinale de la bande. 

On a analysé l'influence de la vitesse de laminage sur les para- 
mètres du processus dans les cages continues du laminoir. On a éta- 
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bli que les variations de laminage dans le groupe finisseur du lami- 
noir est le moyen le plus efficace d’action sur la température de la 
bande. En élevant la vitesse de laminage, on augmente considé- 
rablement la température de fin de laminage, ce qui est très impor- 
tant lorsqu'on veut obtenir une bonne structure du métal de la 
bande. 

On peut voir sur le tableau 33 un accroissement considérable de 
la température de la bande à la sortie du laminoir lorsque croît la 


P MN(tF) 


J0{1000) 


5(500) 


Numéro de la cage 


Fig. 151. Influence de la variation de vitesse sur l'effort de laminage (a) 
et la température de la bande (b) dans les cages du groupe continu: 
I—Tt,;, 11— Tr: = 2%; 111— cv, = 0,5r,; lignes en traits pleins — Te: lignes en traits 
interrompus — T: (régime 1 — régime réel de laminage dans un laminoir 1:00) 


vitesse de laminage. La baisse de température qui était de 116,3 °C 
dans le groupe finisseur pour le premier régime de vitesse, est tombée 
à 7 °C lorsqu'on a doublé la vitesse de laminage. L'augmentation de 
la vitesse de laminage a entraîné un accroissement de la pression 
totale dans la première cage finisseuse; cependant, la pression a 
sensiblement diminué dans les quatre dernières cages en raison d'un 
échauffement important de la bande dans chaque cage précédente. 

Il est évident que pour obtenir une bonne régulation de la tem- 
pérature de fin de laminage par la variation de la vitesse de laminage 
dans le groupe continu des cages, il faut que la première cage du 
groupe finisseur soit plus puissante; ceci ressort nettement de la 
fig. 151. Dans ce cas, les graphiques III montrent que la pression 
totale du métal sur les cylindres P (a) et la température de la ban- 
de (b) varient dans les cages si la vitesse de laminage diminue de 
moitié. La pression de la première cage finisseuse a diminué par 
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suite de la diminution de la vitesse de déformation. Dans les au- 
tres cages, la pression a augmenté considérablement par suite de 
l'abaissement brusque de la température de la bande. Dans ce cas la 
température de la bande continue de diminuer (ligne III) en raison 
de l’accroissement du temps de refroidissement de la bande dans les 
cylindres et entre les cages. Pour la courbe II l’augmentation de la 


Star MT (kgf ram?) Pr MN (kgf/mm?) 
250(25) 


200(20) 


Numéro de la cage 


Fig. 152. Variation des valeurs de 06;}.max (a) et de pm (b) suivant les 
cages du groupe continu pour différents régimes de laminage: 
TI— 7; II— tt = 27,; III — v3 = 0,5% 


température de la bande en fonction de celle de la vitesse de lami- 
nage s'explique par la durée de refroidissement plus courte dans les 
intervalles inter-cages et parle degré de réchauffement plus élevé de 
la bande dans les cylindres de chaque cage. 

La fig. 152 représente les variations dans les cages du groupe 
continu des valeurs maximales de la résistance à la déformation 
dans le foyer de déformation 6}, max €t des pressions spécifiques 
moyennes pour trois vitesses de laminage. On constate que o;;. max Croît 
légèrement dans toutes les cages du groupe lorsque augmente la 
vitesse de laminage (graphique IT sur la fig. 153,a) et cet accroisse- 
ment est plus important dans les deux premières cages vu que la 
vitesse de déformation s'accroît. 

La pression spécifique moyenne qui a augmenté légèrement dans 
les deux premières cages avec l'élévation de la vitesse de laminage 
(graphique II de la fig. 152,b), a diminué sensiblement dans les 
quatre cages suivantes en raison du réchauffement plus important 
de la bande dans les cylindres. 

En faisant varier donc la vitesse de laminage dans le groupe con- 
tinu des cages et en augmentant la température de la bande, on arri- 
ve à réduire les paramètres de force dans toutes les cages (à l’excep- 
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tion de la première) du groupe finisseur. Ceci permet de distribuer 
les réductions d’une façon plus efficace suivant les cages continues. 

Cependant, malgré l'augmentation de la température de la bande. 
on constate, lorsque la vitesse de laminage croît, un accroissement 


Tableau 33 


Influence de la vitesse de laminage sur la température 
de la bande et la pression totale de laminage 


n° du | *) 


0 de la cage 
[re fre] avan [re [res | ouxon P, MN({tf) 
5) 1020 999,3 16,08 1020 1024,8 17,8 
(1608) (1780) 
6 977 972,4 13,569 1013 1023 ,4 13,795 
(1356,9) (1379,5) 
nl 951 951 ,4 11,019 1011,5 1022,3 10,845 
(1101 ,9) (1084,5) 
8 932 932,4 8,69 1011 ,1 1019,6 8,24 
(869) (824) 
9 914,6 919,6 8.769 1008,3 1019,5 8,05 
(876,5) (805) 
10 904 903,7 4,67 1009, 6 1013 4,31 
(467) (431) 


*) ] régime: vitesse de sortie de la bande du laminoir 2, — 9,94 ms, II régime: 
vitesse de sortie de J]a hande du Jaminoir Te — 11,88 m/s. 


du durcissement résiduel du métal de la bande dans toutes les cages; 
ceci réduit la possibilité d’un abaissement important des paramètres 
de force de laminage dans les dernières cages du laminoir. Comme il 
ressort de l'examen du tableau 34, les valeurs de la déformation 


Tableau 34 


Influence de Ja vitesse de laminage sur la déformation relative 
supplémentaire &’ de la bande correspondant au durcissement du métal 


9 de! | er | ,: 9 de1 o nm. |ejn 
Fee |e% lex] leur! ee |e% Li “| 
; 5Ù — — — S 23,1 | 1,78 | 4.98 | 0.36 

6 36,8 — 2,92 | — 9 23,4 | 2,9 | 6.7 2,8 

î 28,3 | 0,23 | 3,68 — 10 15,8 | 4,4 |8,8 |4,1 


Nota: I. II. JIL : régimes correspondant à la vitesse de laminage dans la dernière cage res- 
pectivement : Dr = 5,94 m/s; Dj] = 11,58 m/s; ct III — 2,9% m/s. 
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relative supplémentaire €’ (qui correspond à un durcissement du mé- 
tal égal au durcissement résiduel Ac;, à l'entrée de chaque cage) qui 
vont en croissant vers la dernière cage du groupe continu, augmen- 
tent dans toutes les cages finisseuses lorsque croît la vitesse de lami- 
nage. 

Il est possible, en se servant d’un algorithme commun, de déter- 
miner les paramètres de laminage dans toutes les cages d’un lami- 
noir continu à larges bandes, d'analyser l'influence des diverses 
conditions de laminage sur l’état final de la bande et de déterminer 
les régimes optimaux de laminage pour des conditions données à la 
sortie du laminoir. Dans le tableau 35 sont rassemblés les résultats 
du calcul de la température de la bande dans les cages d’un laminoir 
continu pour des températures initiales différentes de la brame. 

La différence entre les températures initiales des brames qui est 
très importante diminue considérablement pendant le laminage. 
L'égalisation des températures des bandes laminées s'opère d’une 
façon relativement régulière dans toutes les cages du laminoir. La 
différence de 40 °C enregistrée entre les températures de la première 
et de la deuxième bande à l'entrée du laminoir a diminué de moitié 
pour les extrémités avant et jusqu’à 18 °C pour les extrémités arrière 
des bandes à l'entrée du groupe finisseur des cages. 

Cette circonstance rend peu efficace le réchauffement non uni- 
forme sur la longueur de la brame souvent utilisée pour prévenir la 
différence de température le long de la bande à l'entrée du groupe 
finisseur du laminoir. Ainsi, par exemple, l’avant de la bande dont 
Ty — 1200 °C s'engage dans la sixième cage à la température de 
975,8 °C et la queue de la bande dont T, — 1240 °C à la tempéra- 
ture de 967,3 °C. De positive la différence des températures (T, > 
> Ty. à) sur l'étendue de la brame (AT, — 40 °C) devient négative 
(AT, = 8,5 °C) pendant le laminage dans les cages dégrossisseuses. 
Sur le tableau 35 on voit comment cette différence de température 
sur la longueur de la bande apparaît et varie au cours du laminage. 


10. Etude de la différence de température sur l’étendue 
de la bande lors du laminage sur un laminoir continu 
à larges bandes 


La différence de température (« coin thermique ») qui survient 
sur l'étendue de la bande au cours du laminage dans les cages dégros- 
sisseuses d’un laminoir continu, augmente brusquement dans l'inter- 
valle entre les groupes dégrossisseurs et finisseurs, en raison des par- 
ticularités technologiques des laminoirs continus à larges bandes. 
L'apparition du «coin thermique » est liée aux divers temps de 
refroidissement des extrémités avant et arrière de la bande. A l’en- 
trée de la première cage finisseuse la température de l'extrémité est 
inférieure à celle de l'extrémité avant. L'importante chute de tem- 
pérature sur l'étendue de la bande exerce une large influence sur la 
marche du laminage dans le groupe finisseur, ainsi que sur la diffé- 
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Tableau 35 


Influence de la variation de température de la 
brame T, sur la température de fin de laminage de la 
bande dans un Jlaminoir continu 1680 
(brame 115*X1030X4500 mm) 


à la sortie de la Cagee 
268 


To, °C 
ou 1240 1200 1160 
cage 
e,% Ty. a Tq *) TR ie To. q/Tq 
— 1227 .6 1188,6 1149,6 
1 l,È 1223.,8 1185,2 1146,6 
. — 12110 1173.8 1136,7 
= Eu 1206,5 1169,7 1133,1 
; . 1179.8 1145,5 1111,3 
= 1172,9 1139.,3 1105,7 
1150,3 1149,0 1087.,7 
9 a , 
4 31,2 | 1144,2 | 1113,5 1082,7 
: 7 1110,.1 1082,6 1054,8 
32, 114,2 1077 ,2 1049 ,9 
. 977.6 959,3 940.7 
6 45,0 952,9 036.4 918,9 
- . 960.1 943.8 927,5 
2,0 937.6 922,9 007,6 
_ 952.6 938.5 924.4 
8 37,0 032, 1 019,3 005.7 
> | 98.1 938.4 924.0 
31,0 | 029,5 017.9 105.9 
| 940 ,0 928,9 917,3 
10 21,0 920,9 910,5 599,0 
. 927 ,6 917.1 906.2 
1 14, 008.8 899.1 888,6 
+) Th..a: Ta :les températures du hout avant et du bout arrière de la hande (°C) 


rence d'épaisseur longitudinale et sur la structure du métal de la 
bande fabriquée. 

Sur certains laminoirs continus à larges bandes modernes, on 
applique actuellement l'accélération des cages finisseuses avec la 
bande à l’intérieur, ce qui permet, à condition de choisir convenable- 
ment la régime d'accélération, desupprimer la différence des tempé- 
ratures à la sortie du groupe finisseur. Dans ce cas, la différence d'é- 
paisseur longitudinale due à la différence des températures des bouts de 
la bande à l'entrée dans le groupe finisseur diminue un peu. Pour 
exclure définitivement l'irrégularité d'épaisseur longitudinale, le 
régime d'accélération doit être choisi de façon à assurer une tempé- 
rature beaucoup plus élevée à l'extrémité arrière qu’à l’extrémité 
avant de la bande, à la sortie de la dernière cage, ce qui entraîne une 
modification de la structure du métal sur la longueur de la bande et 
par conséquent une modification des propriétés mécaniques de la 
bande laminée. Il est évident que l'absence de la chute de tempéra- 
ture à l'entrée du groupe finisseur sera le meilleur moyen d'éliminer 
l’irrégularité d'épaisseur longitudinale de la bande. 

On a étudié l'influence de divers facteurs sur l’apparition et les 
variations de la différence de température en amont du groupe finis- 
seur. Cette étude a montré que les dimensions du produit de départ 
à laminer dans le groupe finisseur et les rapports des vitesses de la 
bande à la sortie du groupe dégrossisseur v, 4-1, et à l'entrée de la 
première cage du groupe finisseur v.. , influent sur la différence des 
températures le long de la bande. 

En l'absence de la chute de température à la sortie de la dernière 
cage (4 — 1) du groupe dégrossisseur (cage 4A pour le laminoir 1700) 
et si les vitesses sont égales (v, — v.), la température de la bande est 
la même partout à l'entrée de la première cage finisseuse (cinquième 
cage). Si l’on enregistre une chute de température (positive ou né- 
gative) à la sortie de la cage 44, et que l’on veuille la supprimer à 
l'entrée de la cinquième cage, il faut que la vitesse de laminage soit 
choisie dans cette cage de manière que la vitesse d'entrée soit respec- 
tivement inférieure ou supérieure à la vitesse de sortie de la cage 44. 

Les recherches ont montré (fig. 153) que pour exclure une faible 
différence négative de température (environ 10 °C pour les conditions 
représentées sur la fig. 153) il est nécessaire d'élever brusquement la 
vitesse d'entrée dans la cinquième cage. Si les valeurs de la chute 
négative AT sont élevées, l'accroissement considérable de la vitesse 
d'entrée ne fait que diminuer, mais ne supprime pas la chute de tem- 
pérature sur la longueur de la bande. L'influence de l’accroisse- 
ment de la vitesse est d'autant plus importante que la bande est plus 
mince. 

Dans l’état actuel des choses, si la vitesse d'entrée dans la cin- 
quième cage est sensiblement inférieure à la vitesse de sortie de la 
cage 44, il est évident qu'il faut maintenir à la sortie de cette der- 
nière une différence de température positive bien déterminée d'’au- 
tant plus importante que la bande est mince. 
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Examinons l'influence de divers facteurs sur les variations de la 
différence de température sur la longueur de la bande. La fig. 154 
représente l'influence exercée par la vitesse de sortie de la bande 


Fig. 153. Courbes des vites- 
ses d'entrée de la bande ::,; 
dans la cinquième cage. as- 
surant la suppression de la 
différence de température 
suivant la longueur de la 
bande pour des vitesses de 
sortie de la bande de la ca- 
ge 4A égales à 1,6 m/s (a) et 
1,2 m/s (b). Les chiffres près 
des courbes indiquent l'épais- 
seur de Ja bande à la sortie 
de la cage 44, en mm; Th 
et Ty — la température res- 
pectivement des bouts avant 
et arrière do la bande en °C 
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de la cage 44 sur les variations de la différence de température lors- 
que les vitesses d’entrée dans la cinquième cage sont fixées d'avance. 
On remarque que la chute négative AT croît lorsque la vitesse croît 
à la sortie de la cage 44 si la vitesse d'entrée est élevée dans la cin- 
quième cage. Si la vitesse d'entrée dans la cinquième cage est petite 
et la bande est mince, cette chute est naturellement plus intense. On 
obtient une chute positive lorsque la vitesse de sortie de la cage 44 
est inférieure à celle d’entrée dans la cinquième cage. 
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La fig. 155 représente l'influence exercée par les rapports entre 
la vitesse à l'entrée de la cinquième cage et celle de sortie de la 
cage 44 sur la chute négative de température pour différentes valeurs 
de l’épaisseur de la bande et pour deux valeurs fixées de la vitesse 
de sortie de la cage 44. Lorsque la vitesse de sortie v, est petite, la 
différence de température est 
plus importante pour les mêmes 
rapports v./v.; de plus, elle 
augmente brusquement lorsque 
l'épaisseur de la bande diminue, 
ce qui s'explique par un refroi- 
dissement de la bande qui est 
plus intense à la sortie de la 
cage 4A qu'à l'entrée de la cin- 
quième cage. 

Dans le domaine des faibles 
vitesses (fig. 156) on constate 
l'accroissement plus important 
de la chute de température, sur- 
tout pour des valeurs élevées 
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Fig. 154. Variation de la différence 


des rapports v,/v.. Pour suppri- 
mer la chute de température à 
l'entrée de la cinquième cage, il 
faut créer, à la sortie de la cage 
4A, une chute de température 
positive qui dépend du rapport 
des vitesses v./v, et dont la va- 
leur doit être d'autant plus gran- 
de que les vitesses v, et v. sont 


de température suivant la longueur 
de la bande en fonction de la vitesse 
de sortie de la bande de la dernière 
cage du groupe dégrossisseur (cage 44). 
Les chiffres près des courbes indiquent 
la vitesse d'entrée (en m/s) de la bande 
dans la première (cinquième) cage du 
groupe finisseur pour une épaisseur de 
la bande égale à 20 mm (lignes en 
traits pleins) et à 30 mm (lignes en 
traits interrompus) 


plus petites. 

Les courbes de la fig. 157 permettent de déterminer les valeurs 
de la chute de température aussi bien positive que négative qu'il 
est nécessaire d'assurer à la sortie de la cage 4A pour supprimer 
cette chute à l'entrée de la cinquième cage, pour divers rapports des 
vitesses v, et v, et une épaisseur fixée de la bande laminée. On peut 
obtenir une chute de température positive en choisissant convenable- 
ment la vitesse de laminage dans la cage 44. 

Examinons l'influence des variations de la vitesse de laminage 
dans la cage 44 sur celles de la chute de température tout le long de 
la bande. En admettant que la température est constante en chaque 
point de la bande j à la sortie de la quatrième cage du groupe dégros- 
sisseur (7, — const) et en désignant par 7” sa répartition sur la 
longueur de la bande au moment ou la queue de la bande quitte la 
cage précédente, par TJ” la répartition de la température sur la lon- 
eueur de la bande au moment où la tête de la bande s'engage dans la 
cage suivante et par 7” la température en chaque point j de la bande 
au moment ou elle entre dans la cage suivante, l'influence exercée 
par les variations de la vitesse de laminage dans la cage 44 sur la 
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Fig. 155. Influence du rapport des vitesses de sortie de la cage 44 v,, 44 
et d'entrée dans la cinquième cage &. sur la différence de température suivant 
la longueur de la bande: 

D,4A © 1,2 m/s (lignes en traits pleins); D, 4aA = 2,8 m/s (lignes en traits interrom- 
pus); les chiffres près des courbes indiquent l'épaisseur de la bande H, en mm 
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Fig. 156. Valeur de la différence 
positive de température à la sortie 
de la cage 44 supprimée totalement 
à l'entrée dans la cinquième cage 
pour des vitesses appropriées : 


Fig. 157. Influence de la différen- 
ce de température à la sortie de 
la cage 44 sur les rapports des 
vitesses d'entrée v,,s et de sortie 
Us,4A nécessaires à la suppression 


de cette différence dans la cin- 


lignes en traits pleins—®v, 1: ligncs en À. 
quième cage; H — 20 mm 


traits interrompus — v, ; : H = 20mm; 


les chiffres près des courbes indiquent la 
valeur du rapport Tes A/2e,5 


nouvelle distribution des températures peut être illustrée sur les 
exemples suivants. 

En laminant une bande d'épaisseur 4 — 19 mm résultant du 
produit de départ d'épaisseur H = 29 mm dans la cage 44 à des 
vitesses différentes, on constate que lorsque la vitesse de laminage 
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Fig. 158. Température suivant la lon- 
gueur de la bande (L;) à l'instant de 
son entrée dans la cage 44. Température 
à la sortie de la quatrième cage précédente 
T,.a = 1100 °C (lignes en traits pleins) 
et T,,, — 1160 °C (lignes en traits inter- 
rompus); les chiffres près des courbes 
indiquent la vitesse de laminage dans la 
cage 4A (b.a et gq. — bouts avant et 

arrière de la bande) 
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Fig. 159. Influence de la vitesse de laminage dans la cage 44 sur la varia- 
tion de la température suivant la longueur de la bande à l’instant de son entrée 
dans la cage 44. Température de sortie de la bande de la quatrième cage précé- 
dente T,,4— 1100 °C (a) et T,,4 — 1160 °C (b) ; les chiffres près des courbes corres- 
pondent aux numéros des points (;) sur la longueur de la bande selon la fig. 158 


est plus petite, la queue de la bande entre dans la cage 44 avec une 
température plus basse en raison de temps de refroidissement plus 
long (fig. 158). Lorsque la vitesse s'élève, la température de chaque 
point de la bande à l'entrée de la cage 44 s'élève également (fig. 159). 
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Si la vitesse de la bande à l’entrée de la cage 4A est supérieure à la 
vitesse de sortie de la quatrième cage, la température de la queue de 
la bande sera supérieure à celle de la tête à l’entrée de la cage 44. 
Ces raisonnements, compte tenu des variations de température de la 
bande dans le foyer de déformation (l’augmentation de la vitesse 
entraîne un réchauffement de la bande), valent également pour la 
température de la bande à la sortie de la cage 44 (fig. 160 et 161). 
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Fig. 160. Température suivant la Fig. 161. Influence de la vitesse 
longueur de la bande à l'instant de laminage dans la dernière ca- 
de sa sortie de la cage 44. Tem- ge (cage 44) du groupe dégros- 
pérature de sortie de la quatrième sisseur sur la température de 
cage précédente T,,3 == 1100 °C sortie du bout avant de la ban- 
(lignes en traits pleins) cet 7, , — de. Les chiffres prés des cour- 
==1160°C (lignes en traits inter- bes correspondent à la tempé- 
rompus) ; les chiffres près des cour- rature de sortie de la bande de 
bes correspondent à la vitesse de la quatriëéme cage précédente, 
laminagce dans la cage 44 en C 


La fig. 162 représente les courbes de répartition de la tempéra- 
ture sur la longueur de la bande dans l’intervalle entre la cage 4A 
et la cinquième cage avec des vitesses de laminage égales respective- 
ment à 0,2; 2,8 et 8,0 m/s dans la cage 44. On remarquera que sur 
la longueur de la bande la température est plus uniforme si la vitesse 
est petite (fig. 162,a), mais sa valeur totale est plus basse. Lorsque 
la vitesse de laminage devient plus élevée dans la cage 44, la tem- 
pérature totale de la bande s'élève aussi; cependant, on observe en 
même temps un accroissement de la chute de température sur la lon- 
gueur de la bande à l’entrée de la cinquième cage (fig. 162,c). 
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La chute de températures sur la longueur de la bande à l'entrée 
de la cage 44 diminue lorsque la vitesse de Jlaminage croît (fig. 163) 
pour devenir nulle à une vitesse d'entrée dans la cage 4A égale à celle 
de sortie de la quatrième cage. La température de la bande s’éléve à 
la sortie de la cage 44 lorsque croît la vitesse de laminage (fig. 164), 
et cette élévation est plus sensible pour la queue de la bande. …À une 
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Fig. 162. Répartition de la température suivant la Jlongucur de la bande 
pour des différentes positions de la bande dans l'intervalle entre la cage 44 
et la cinquième cage (7° — à l'instant de sortie de la queue de la bande de la 
cage précédente; T” — à l’instant d'entrée de la tête de la bande dans la 
cage suivante: 7°” — à l'instant d'entrée de chaque point ÿj dans la cage 
suivante). Vitesse de laminage r,,4 dans la cage 44: 
a — 0,2 m/s; b — 2.8 m/s; c — 8.0 m/s 


vitesse supérieure à 3 m/s, la température de la queue devient supé- 
rieure à celle de la tête et l’on se trouve en présence d’une chute de 
température positive. 

Il a été remarqué que malgré l’apparition, avec l'augmentation 
de la vitesse de laminage dans la cage 44, d'une différence de tempeé- 
rature positive à la sortie de cette cage, on observe une augmenta- 
tion de la différence de température négative sur la longueur de la 
bande à l’entrée de la cinquième cage. et l’augmentation est plus 
importante dans le domaine des faibles vitesses. Ceci peut être 
attribué à la diminution du temps de refroidissement de l’extrémité 
avant à la sortie de la cage 44. Le refroidissement de l'extrémité 
arrière à l'entrée de la cinquième cage s'effectue pour des variations 
de température plus fortes. 

L'examen des résultats précédents montre que pour obtenir une 
répartition uniforme de la température sur la longueur de la bande 
à l'entrée du groupe finisseur pour une vitesse de laminage fixée, 
il faut créer, à la sortie du groupe dégrossisseur, une chute de tem- 
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pérature bien déterminée entre l'avant et l'arrière de la bande 
ATs (n-1, telle que T, > T4. et telle qu'elle soit supprimée au mo- 
ment de l'entrée de la bande dans les cages finisseuses. 

On a établi que si l'avant de la bande est laminé dans la dernière 
cage dégrossisseuse à une petite vitesse et si l’on augmente celle-ci 
à mesure de l'avancement de l'arrière, on peut créer un régime d’accé- 
lération tel que Ts. , — T, à l'entrée du groupe finisseur. 

Les calculs effectués d’après le modele pour des conditions réelles 
de laminage dans le but d'évaluer l'influence exercée par le régime 
d'accélération de la dernière ca- 
ge du groupe dégrossisseur sur 
les variations de la chute de 
température ont montré que 
l'accélération de la dernière cage 
du groupe dégrossisseur avec la 
bande dans les cylindres permet, 
pour les limites réelles de varia- 
tion de la vitesse de laminage, de 
supprimer la différence. de tem- 
pérature sur la longueur de la 
bande à l'entrée du groupe finis- 
seur sans que la température 
totale de la bande baisse. 

Ainsi, par exemple, en régime 
réel de laminage sur un laminoir 
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Fig. 163. Influence de la vitesse de 
laminage dans la cage 44 sur la varia- 
tion de la différence de température 
suivant la longueur de la bande (do- 
maine hachuré) à l'instant d'entrée du 
bout avant dans la cage: lignes en 
traits pleins —T,,, — 1100 °C; lignes 
en traits interrompus — Ts, 4 = 1160 °C 


1700 à larges bandes (vitesse des 
cylindres de la dernière cage dé- 
grossisseuse v — 2,8 m/s; vitesse 
des cylindres de la première ca- 
ge du groupe finisseur v — 
— 1,6 m/s) la chute de tempéra- 
ture sur la longueur de la bande 


à l'entrée du groupe finisseur 
s’est élevée à 48,7 °C. Lorsque la vitesse de la dernière cage dégros- 
sisseuse est passée de , = 0,6 m/s à v. = 3,6 m/s, la différence de 
température a diminué jusqu’à 8 °C. Lorsque v est passée de 0,6 m/s 
à 8,0 m/s, on a enregistré à l’entrée du groupe finisseur une diffé- 
rence positive de température (7, > T2.) égale à 22 °C. Dans le 
premier Cas, l’abaissement général de température par rapport au 
régime réel (v — 2,8 m/s) a été égal à 26,9 °C; dans le deuxième cas 
on a enregistré une augmentation de 38,1 °C de la température de 
la bande. | 

Le laminage avec accélération de la dernière cage dégrossisseuse 
d’un laminoir continu à larges bandes est possible si le moteur syn- 
chrone de la cage est remplacé par un moteur à courant continu. 

Les régimes d'accélération sont influencés par des facteurs tels 
que : les dimensions de la bande, les valeurs des réductions dans l’a- 
vant-dernière cage dégrossisseuse et dans la première cage finisseuse, 
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Fig. 164. Influence de la vitesse de laminage dans la cage 44 sur la répar- 
tition de Ja température suivant la longueur de la bande à la sortie de la cage 7. 
température de sortic de la bande de la quatrième cage T, , — 1100 °C (a) et T, 
= 1160 °C (b); j — numéro des points sur la longueur de la ‘bande selon 1° fig. 182, 


la température de la bande dans l'avant-dernière cage dégrossisseuse 
et la vitesse de sortie de cette cage, la vitesse d’entrée de la bande 
dans la première cage finisseuse. Par un choix convenable de l'accélé- 
ration et des valeurs inférieure et supérieure de la vitesse et pour des 
dimensions données de la bande, on peut non seulement supprimer la 
différence de température sur la longueur de la bande, mais aussi 
faire varier dans le sens voulu la température totale de la bande à 
l'entrée du groupe finisseur. 

Les possibilités offertes par l'accélération peuvent être considé- 
rablement élargies par variation, dans des limites appropriées, des 
réductions appliquées dans les cages dégrossisseuses. 

L'accélération de la dernière cage du groupe dégrossisseur en vue 
de supprimer la différence de température peut être employée sur les 
Jlaminoirs ne disposant pas de système d’accélération du groupe finis- 
seur des cages. Le laminage avec variation de la vitesse dans la der- 
nière cage dégrossisseuse peut être pratiqué également sur des lami- 
noirs munis d’un système d'accélération des cages finisseuses afin 
d'améliorer les conditions d’accélération par une répartition préa- 
lable de la température sur la longueur de la bande. 


CHAPITRE Vil 


MODÈLE MATHÉMATIQUE DE L'ÉCOULEMENT 
DU MÉTAL *) 


L'étude des effets de la compression élastique dans la zone de 
contact du cylindre et de la bande sur le profil de la génératrice 
active du cylindre et sur celui de la bande laminée, l'élaboration des 
profils rationnels des cylindres compte tenu de cette compression 
élastique, l’optimisation des régimes de laminage permettant d'obte- 
nir des bandes à différence d'épaisseur minimale en travers de Ja 
bande sans gauchissement ni ondulations, tels sont des problèmes 
parmi beaucoup d’autres qui peuvent être résolus en analysant les 
phénomènes se déroulant dans un foyer de déformation tridimen- 
sionnel. 


1. Formulation mathématique du problème de l'écoulement 
du métal lors du laminage d’une bande mince 


L'étude et le calcul des contraintes et déformations de contact le 
long de l'arc d'entraînement et en travers de la bande en cours de 
laminage [5 ; 38; 39; 47; 48; 49; 50; 53; 70; 77; 80; 83; 94; 97; 
98 ; 192 à 194; 196 à 205 ; 209 à 231] ont une portée scientifique et 
pratique notoire. A. I. Tsélikov [38] met en évidence trois épures 
types de répartition des contraintes d’allongement sur la bande: 

1) lorsque la bande est étroite (B,, << L), les contraintes de com- 
pression au centre de la bande se présentent, compte tenu de sa faible 
largeur, sous la forme d’un faisceau concentré (fig. 165,a); 

2) lorsque la largeur de la bande est moyenne [B,, & (1 à 4) !], 
les contraintes de compression agissent dans une zone plus large au 
centre de la bande (fig. 165,b) ; 

3) lorsque la bande est large (B,, > 4l), les contraintes de com- 
pression qui équilibrent les contraintes de traction n'agissent plus 
au centre de la bande à cause de sa grande largeur, mais se locali- 
sent dans les zones adjacentes aux zones où agissent les contraintes 
de traction (fig. 165,c). 

Ces lois permettent, en utilisant la condition de plasticité, de 
représenter en même temps la distribution des contraintes de contact 
normales (pression spécifique) sur la bande (fig. 166). Dans ce cas 


*) Travaux réalisés en coopération avec V.E. Tchernilevsky. 
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aussi, A. I. Tsélikov [38] distingue trois types d'épures des contrain- 
tes de contact normales (fig. 166) qui correspondent aux trois épu- 
res de la figure 165. Il a noté [38] que les frontières entre ces types 
d'épures (fig. 166) devaient être déterminées non seulement en fonc- 


+ — 
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Fig. 165. Epures de répartition (selon A. 1. Tsélikov) des contraintes 

longitudinales q en travers de la bande laminée à l'entrée, au centre de l'arc 

d'entrainement et à la sortie des cylindres pour différents rapports B,,/! [38] 

(le signe moins indique les contraintes de compression ct le signe plus les contrain- 
tes de traction) 


Fig. 166. Epures de répartition (selon A. 1. Tsélikov) de la pression <pécifi- 
que en travers de la bande laminée dans le plan d'entrée passant par le point À 
(courbes inférieures) et dans la partie médiane de l'arc d'entraînement (plan 7-1) 
(courbes supérieures) pour différents rapports B,,/1 [38]: 
a—<1, b—1à4:c— 514 


tion du rapport B,,/l, mais aussi en tenant compte de la réduction, 
de l'angle d'entraînement, du coefficient de frottement, etc. 

La particularité de ces épures réside dans le fait que la contrain- 
te de contact normale est sensiblement inférieure près des rives de 
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Ja bande qu'à son centre, autrement dit, elle est inférieure à 
2k (k = T.) aux points À (où la bande s'engage entre les cylindres) 
et B (où elle en ressort) grâce aux contraintes longitudinales de trac- 
tion. 

La répartition de la pression sur la surface de contact des cylin- 
dres détermine le caractère de la déformation et l'état de contrainte 
du métal laminé. L'étude de la cinématique d'écoulement. du métal 
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Fig. 167. Schéma sim- Fig. 168. Lignes d'écoulement du 
plifié de l’écoulement métal (fortes) et lignes du niveau 
du métal dans le foyer des pressions spécifiques (fines) 
de déformation (selon lors du laminage (selon W. Lueg 


A. F. Golovine [210]) 


dans le foyer de déformation permet de déterminer les variations de 
la forme du métal, ceci étant un des problèmes essentiels de la théo- 
rie du laminage. 

A. F. Golovine [210], qui a étudié la déformation du métal lami- 
né entre des cylindres lisses, a admis que le métal se déplaçait en ver- 
tu de la loi de la moindre résistance, en traversant les frontières des 
zones d'écoulement suivant les normales. Le foyer de déformation se 
subdivise dans ce cas en quatre zones d'écoulement dont les lignes de 
séparation forment un angle de 45° avec les frontières du foyer de 
déformation ; la matière se déplace parallèlement à l’axe du lamina- 
ge dans les zones de retard et d'avance et transversalement dans les 
zones d’élargissement (fig. 167). 

Dans les autres études [211-213] de la répartition des pressions 
spécifiques pendant le laminage de bandes étroites et larges, les cal- 
culs ont été basés sur les schémas simplifiés identiques de l’écoule- 
ment du métal dans le foyer de déformation. 
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W. Lueg a montré [192] qu'il était possible de représenter l'écou- 
lement du métal dans le foyer de déformation en partant du fait 
que le déplacement de la matière par rapport aux surfaces des cylin- 
dres a lieu dans le sens de la chute maximale de pression. Sur la 


Fig. 169. Schéma du laminage de bande (a) et de l'état contraint d'un clé- 
ment de volume (b) 


fig. 168, on constate que les lignes définissant les directions de l’écou- 
lement du métal pendant le laminage réel sont différentes de celles 
adoptées pour le schéma simplifié de l'écoulement (fig. 167). 

Les savants soviétiques (cf., par exemple, [216-222]) ont fourni 
le plus grand apport à l'élaboration de la théorie de plasticité et à 
son application dans la description du laminage de tôles minces. 

Ainsi, la théorie d'écoulement d'une couche plastique fine sur 
la surface des outils [220-222] élaborée par A. A. Iliouchine s'est 
avérée utile pour résoudre les problèmes de l’écoulement du métal 
traité sous pression. 

Ün des éléments importants de cette théorie est l'hypothèse dite 
de « plasticité absolue ». En déduisant les équations essentielles de 
l'écoulement d'une couche de matière (fig. 169), on suppose que 
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les contraintes transversales en chaque point sont égales 
Os = O3 — Q: (1) 


la contrainte normale à la surface du métal est constante sur l’épais- 
seur de la couche et est égale à la pression spécifique agissant sur 
l'outil 

O1 — P—9q + Ociss (2) 


les contraintes tangentielles dans la couche ©., == 0 et les vitesses 
d'écoulement du métal en chaque point (x, y) sont constantes sur 
l'épaisseur tout entière de la couche. 

En examinant la condition d'équilibre d’un élément de volume 
du métal, A. A. Iliouchine a déduit un système d'équations définis- 
sant les contraintes de contact qui agissent sur cet élément au point 
(x, y) 1221]: 
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ol (A pie à 
h = (pq) —7Tcos y; hT = (p—q) e — TSin Q. (5) 
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En négligeant les termes en — et T° le système d'équations (3) 


est ramené à l'équation 


(CE) + (5) = (4) 


ox 


que l’on peut utiliser pour calculer les contraintes de contact des 
processus d'écoulement si les dimensions linéaires du foyer de défor- 
mation sont grandes devant l'épaisseur de la couche. 

11 est à noter que l'équation (4) est analogue à la formule du tas 


de sable :  - | 
CCE 


où : est l’ordonnée (hauteur) du tas de sable au point (x, y); 

n, le coefficient de frottement du sable. 

Par conséquent, l'épure tridimensionnelle des pressions spécifi- 
ques correspondant à l'équation (4) se présentera sous la forme d'un 
tas de sable à arêtes bien distinctes dont les projections sur le plan 
(x, y) représentent les frontières des zones d'écoulement du métal 
par rapport aux tables des cylindres: la ligne neutre qui sépare les 
zones de retard 1 et d'avance IT et la frontière de la zone d'’élargis- 
sement III (fig. 170). 

La résolution du système d’équations (3) et de l’équation (4) 
est extrêmement difficile si À (x, y) est une fonction arbitraire et que 
l'on tienne compte du durcissement du métal. A. A. Iliouchine donne 
[221] une solution approchée de l'équation (4) pour le cas du lami- 
nage d’une tôle mince à des réductions de section faibles, où l’épais- 
seur du métal varie dans le sens du laminage selon la loi des carrés 
sans tenir compte du durcissement du métal. 
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J. S. Aroutiounov [223] considère, en étudiant le régime établi 
de Jaminage d’une tôle mince rectangulaire, que l'épaisseur du mé- 
tal dans le foyer de déformation varie linéairement dans le sens du 
laminage tandis que la limite de fluage du produit laminé reste cons- 
tante. Sous ces conditions on obtient une solution exacte de l'équa- 
tion (4) à l’aide des transformations de Le Gendre. Lorsqu'on exa- 
mine la répartition des pressions spécifiques, on constate que les 
dimensions des zones 7, II et III dépendent beaucoup du rapport 
B!/l,; la coordonnée y = 0,5 B — u du début d’élargissement est 
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Fig. 170. Influence du rapport B/1 sur la position des frontieres de l’écoule- 
ment (selon J. S. Aroutiunov [223/): 
a— B,>1;b—B'l, = 1; c— B/I, — | 


située à environ /,/2 de la rive de la bande; quand B & 1, les zones 
d’élargissement se touchent ; l'augmentation ultérieure de la largeur 
de la bande fait apparaître une ligne neutre, et les zones J et II 
deviennent plus grandes, la zone 711 étant constante; si B << L,, 
les zones d’élargissement ont une ligne de séparation disposée sur 
l’axe et les zones Z et II ne se touchent pas (fig. 170). 

Les difficultés qui se posent lors de la résolution de l’équation (4) 
avec 6j, variable sont liées aux limitations dans le choix des lois de 
frottement de contact ou aux limitations dues au contour donné de 
la zone d'écoulement (si l’on ramène cette équation aux problèmes 
à une dimension ou aux axes symétriques) [224]. 

La particularité du laminage des tôles minces réside dans le fait 
que l'épaisseur du métal déformé varie plus dans le sens longitudi- 


nal que dans le sens transversal. C'est pourquoi, lorsqu'on déduit 


,» : » . D : 
l'équation (4), on peut négliger le terme en 7 par comparaison avec 


le terme qui contient + dans le second membre de la deuxième équa- 
tion du système (3). Cependant, on verra plus loin que, si l’on néglige 


(4]] P à à 
le terme en _ , On constate un décalage sensible de la ligne neutre 
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dont la position détermine le couple et l'effort de laminage. Donc, 
ce terme doit être pris en considération dans le système d’équa- 
tions (3). ’ 

K. N. Chevtchenko {94, 225] a obtenu une solution relativement 
simple du problème tridimensionnel du laminage des tôles minces 
entre les cylindres non déformés en appliquant les hypothèses ci- 


mentionnées de A. A. Iliouchine. Le système d'équations (3) a été 


: oh à ie ; 
résolu en tenant compte du terme en ee La répartition des pressions 


spécifiques dans le foyer de déformation a été définie à l’aide du 
champ cinématique de vitesses. 

1] convient de souligner que l’application de l'hypothese de plas- 
ticité absolue (1), (2) restreint beaucoup le choix des conditions aux 
limites, car on doit prendre la pression p,; = 6;,, sur l’ensemble du 
contour de la zone d'écoulement. L'hypothèse ©, = ©, est fausse 
sur les frontières de cette zone, surtout en présence de tension. Le 
problème des tensions dans le laminage revêt une grande importance 
et doit être résolu avec une précision maximale. 

On trouve dans les travaux de C. D. Ramichvili et M. J. Brov- 
mau [226] une solution approchée du problème tridimensionnel du 
laminage entre des cylindres lisses, à la lumière des hypothèses de 
À. À. Iliouchine, à l'exception de celle de plasticité absolue. 

Yanagimoto S. [227] résout le problème tridimensionnel du lami- 
nage du métal sans élargissement en supposant que.les cylindres 
sont rigides et que le vecteur de la force spécifique totale de frotte- 
ment forme un même angle avec le sens du laminage en tout point 
de la zone de retard et en tout point de la zone d'avance. L'ouvrage 
[227] donne une formule de calcul de la pression spécifique moyenne 
que le métal exerce sur les cylindres. 

V.S.Smirnov et A. K. Grigoriev [228] supposent dans le problème 
d'écoulement du métal lors du laminage à chaud que l'épaisseur 
de la bande ne varie que dans le sens du laminage sans tenir compte 
des contraintes longitudinales complémentaires dues à la compres- 
sion non homogène du métal sur la largeur de la bande. 

A. P. Tchekmarev et autres [205, p. 44] ont étudié la répartition 
de la pression spécifique et des contraintes sollicitant la bande en 
cas de déformation volumique du métal. Dans la résolution du 
problème on admet que la matière de la bande possède une plasticité 
idéale et l’on netient pas compte des déformations élastiques des cylin- 
dres; on introduit aussi des limitations sur le frottement de contact. 

La particularité des résultats de ces problèmes, dans lesquels on 
n'a pas tenu compte des déformations élastiques des cylindres et où 
on a admis que 6;, = const, est que l’épure des pressions spécifiques 
est uniforme au milieu de la bande, la pression diminuant près des 
rives de la bande. La loi exacte de la répartition des forces de frotte- 
ment sur la surface de contact n'étant pas encore établie, on s’est 
servi de formules approchées. La loi de Coulomb-Amontons (t = up), 
qui est la plus employée, décrit suffisamment bien — ainsi que le 
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confirment de multiples expériences — le laminage des bandes min- 
ces entre des cylindres rigides polis. Cette loi de frottement a été 
utilisée dans tous les problèmes cités plus haut. Lorsque le frotte- 
ment de contact devient égal à la résistance du métal au cisaille- 
ment, on se sert de la loi de Prandtl. 

Soulignons néanmoins que la loi de Coulomb-Amontons reflète 
insuffisamment les particularités des phénomènes de contact sur- 
venant pendant le laminage du métal entre des cylindres à surfaces 
rugueuses [50]. Divers facteurs apparaissant en cours de laminage 
viennent perturber la linéarité de la dépendance des forces de frottie- 
ment par rapport à la pression normale; quant au coefficient de 
frottement u, il peut largement varier. I. Y. Tarnovsky et al. pro- 
posent [50], dans leur étude théorique du laminage, de choisir la 
loi de frottement sur la surface de contact sous la forme 

T = VŸ0;;, 
où vw est une fonction dépendant du rapport entre les dimensions 
du foyer de déformation et de l’état des surfaces des cylindres et du 
produit. La fonction # est définie expérimentalement [50] *). 

La plupart des métaux laminés à froid subissent un durcisse- 
ment dû à la déformation. Dans le calcul des paramètres de laminage. 
on peut utiliser les dépendances empiriques de la limite de fluage 
par rapport à la compression : 


Oji— Opa(ri) + ne”, (2) 


où x et m sont des constantes obtenues par A. V. Trétiakov [70] après 
le dépouillage d’un grand nombre d'expériences. 

Lors du laminage réel, la courbure de la surface deformée des 
cylindres agit sensiblement sur l’état contraint volumique et la dé- 
formation du métal [80]. 

Dans ses travaux, I. A. Kijko [230, 231] pose dans sa forme géné- 
rale le problème de l'écoulement d’une fine couche plastique sur 
les surfaces déformées des outils, et montre que la solution est con- 
vergente et unique. Les hypothèses de A. A. Iliouchine ont été adop- 
tées pour établir les équations de l'écoulement. Si le contour de la 
zone d'écoulement est arbitraire, le problème de l'écoulement de la 
couche fine d'épaisseur variable [solution de l'équation (4)] est rame- 
né à un problème variationnel sur le minimum d'une certaine fonc- 
tionnelle suivant des extrémales déterminées à l’aide de l'équation 
différentielle d'Euler. On a proposé [231] une classe de problèmes où 
l'équation d’Euler est résolue par des quadratures et on trouve la 
solution analytique de l'équation (4). En général, la résolution de 
l'équation d'Euler est difficile lorsque h (x, y) est arbitraire. 1. A. Kij- 
ko indique [231] quelques méthodes de résolution approchée de 
l'équation (4). La méthode de transformation des coordonnées (métho- 
de de Goursat) permet de résoudre un certain groupe de problèmes, 


*) Des études intéressantes sur les lois de variation des forces de frottement 
de contact ont été réalisées par A. N. Lévanov et B.A. Dikalov (cf. renvoi de la 
page 116). 
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mais pas tous. La méthode la plus générale est celle des caractéristi- 
ques qui permet d'établir approximativement, à l'aide des droites, 
un champ d’extrémales et de trouver la répartition des pressions 
spécifiques dans la zone d'écoulement. 

Les difficultés auxquelles on se heurte pendant la résolution du 
problème de laminage tridimensionnel proviennent du fait que les 
contraintes de contact agissent sur la surface déformée réelle du 
cylindre qui est une inconnue à trouver par la méthode des approxi- 
mations successives lors de la résolution du problème sur les contrain- 
tes de contact compte tenu des déformations élastiques des éléments 
de la cage du laminoir. 

Lorsqu'on pose le problème du laminage en supposant que la 
réduction est non homogène en travers de la bande, on éprouve des 
difficultés dans la détermination des conditions aux limites (con- 
traintes longitudinales complémentaires) qui doivent être connues 
pour résoudre le problème. 

L'ouvrage [209] définit les dépendances entre la répartition non 
homogène des allongements du métal et des contraintes longitudina- 
les en travers de la bande; on y déduit aussi les rapports permettant 
d'évaluer les conditions qui font perdre à la bande sa planéité : des 
gauchissements et ondulations apparaissent. 

La répartition des contraintes longitudinales complémentaires 
pendant le laminage réel n'étant pas connue d'avance, on doit déter- 
miner., en cours de résolution, les conditions aux limites en résol- 
vant l'équation des contraintes de contact. 

La diversité des paramètres de laminage d’une bande mince et 
leurs interdépendances complexes impliquent l'établissement de 
modèles mathématiques et l’utilisation de calculateurs numériques. 


Principales hypothèses et équations des contraintes de contact 


Examinons l'écoulement établi du métal dans le foyer de défor- 
mation par rapport au système de coordonnées x, y, z (fig. 169,a) en 
faisant les suppositions suivantes. 

1. L’équation de la surface de contact réelle des cylindres, ou 
la loi de répartition 77 (x, y) dans la zone d'écoulement, est une fonc- 
tion arbitraire donnée des coordonnées x et y. 

2. L'épaisseur initiale de la bande est inférieure à la longueur de 
l’arc d'entraînement et à la largeur de la bande. 

3. En vertu des travaux de A. A. Iliouchine [220], en chaque 
point du fover de déformation, les vitesses d'écoulement, de défor- 
mation du métal et les contraintes principales o,, 6:, 6; sont cons- 
tantes sur toute l'épaisseur de la couche; les contraintes tangentiel- 
les internes dans la couche sont petites par rapport aux normales 
et sont donc considérées égales à zéro ; les tenseurs des contraintes et 
des vitesses de déformation coïncident. 

4. La déformation volumique du métal est caractérisée par la 
condition de plasticité de Gouber-Mizes qui s’écrit pour les contrain- 
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tes principales : 
(G1— 02)° + (01 — 03° + (02 — 03)° = 205 (6) 
OÙ O1 > Oo >> Og- } 
En introduisant un indice dit du genre d'état contraint [38] 


O1 +0 . C1 —03 = 
E— (os - AS): a (4) 


“s CI 


qui tient compte de l’action de la contrainte transversale ©, sur le 
rapport des contraintes pendant la déformation plastique, on peut 
mettre l'équation (6) sous la forme 


D —, 8) 
Vire 
Les rapports contraintes principales O1» Os O3 — composantes 

du tenseur de la vitesse de déformation €, £e, e, s'écrivent [220] 


20; * 29; * 25; * 
O—0o— Le; 0—0—- Le; 03—0—= LE, (9) 
dE; : SE; DE; 


où e; est l'intensité des vitesses de déformation ; 

0;, l'intensité des contraintes moyennes en épaisseur. 

En vertu des équations (9), la contrainte ©. définit les schémas 
suivants de l’état contraint du métal laminé. 

. Oy-0O3 1 2 | 

Sie = 600u0, = ——,iln’y a pas d'élargissement, i.e. seuls 
la réduction de section et l'allongement du métal existent. Dans le 
Jaminage réel, l'élargissement est pratiquement absent [38, 80] au 
centre de la bande (dans les zones de retard et d'avance), par con- 


séquent, 0: Æ pan et £ — 0. En posant E*® = 0, la condition de 
plasticité (8) a les zones de retard et d'avance s'écrit 


LR 


A proximité des rives de la bande, là où le métal s’élargit 
(0, < 6), on adopte l'égalité approchée ©, = 04 [38, 80], donc 
E — —1, et la condition de plasticité pour la zone d'élargissement 
s'écrit 

O1 — O3 = Ojj- 


Avec une erreur ne dépassant pas H,/R,,, on peut considérer 
[220] qu’au cours du laminage de bandes minces, la contrainte nor- 
male est égale à la pression spécifique du métal sur les cylindres : 
O1 = D. 

Ainsi, entre les pressions spécifiques p et les contraintes longi- 
tudinales q nous avons, en vertu de l'équation (8), la relation sui- 
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vante 
20/1 


PE à 


2 
où le facteur VERS est considéré comme un coefficient (coefficient 


(10) 


de Leaudet) égal à 1 dans la zone d'élargissement et à 7 dans les 


zones de retard et d'avance. 

Soit un élément de volume du métal H dx dy (fig. 169,b) du foyer 
de déformation dont on étudiera les conditions d'équilibre en pro- 
jetant toutes les forces auquelles il est soumis dans la direction des 
axes x et y. 


La pression de contact p agit suivant la normale à la surface des 
cylindres de travail; ses projections le long des axes x et y sont: 


0H 0H 
P = dx dy, P-3 dxdy, 
et les composantes des contraintes g et ©. sur les axes x, y sont 


(a+ az) (a+ Paz) on |dy=( #44 ) dr dy: 


(a+ À ÿo q AL Gb. je al Lois = 


00» 


(4 Fou. Ro e 5) dx dy 


(on néglige les infiniment petits du deuxième ordre). 

Désignons par v la vitesse du métal par rapport au système de 
coordonnées et par v., v, respectivement ses projections sur les 
axes z, y, et, enfin, par v, la vitesse périphérique des cylindres. Donc, 
la vitesse du métal par rapport à la surface du cylindre & sera v — Le 
et ses projections sur les axes zx, y respectivement v, — v., v, y — Ve 
Le sens de la vitesse v — Ve par rapport aux axes x, y est désigné 


dar un vecteur unité v — v,/|v — v, |, défini à l’aide des cosinus 
pirecteurs : 


cos (Av, x) = “EE = cos y ; 


cos (Av, y) — = = Sin F, 


où Av=|v—v,]|=— ED. — v.)?. 

Les forces tangentielles de frottement seront dirigées dans le 
sens opposé des vitesses relatives du métal; leurs composantes sur 
les axes x, y s’écrivent donc: 

Ty = —2TCOSP; Ty — —27tsin . 
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En additionnant toutes les composantes des forces agissant le 
long des axes x, y, on obtient les équations d'équilibre de l'élément 
de volume (fig. 169) qui, après de simples transformations, s’écri- 


vent 
00» 


9q 0H ; . 
H==(p—g)= — 27 cos; Ho 
0H ; 
= (p—0)--—2Tsin P. (11) 
En tirant o, de l’expression (7) 
P—9 , P+g 
RTE DT eq 


et en la portant dans la deuxième équation du système (11), on ob- 
tient 


E+41 90: êg oH 
Vas wa — 
E +1 o11 : 
Mrs O1 y 2 sin @. (12) 


Evaluons le premier terme du premier membre de l’équation (12). 
D'après les dépendances empiriques [70]: 


H \m 
rt, —-7) : 
le facteur 4 s'écrit 
00}; H \m-1 }H 0H _ H 0H 
= — —— ——— os = — —1 —— —— 
H—; cé (1 TP | H1 “oy on a à 


où nme"—! 7 < nme"—i. 
1 
Pour la plupart des métaux, la valeur maximale de m < 1,1 
[70], par conséquent, nme"-!l << o,, = 0,1 (x) + ne”. 
Donc : 
_ 


ml<lo Of — 
Au cours du laminage de bandes minces, la dérivée | & 1, 
c'est pourquoi les termes en _ de l'équation (12) dont le ee 


cient est de l'ordre de 6}, sont Er par rapport aux termes H ° 7 


et t sin æ, et on peut les négliger. 
Donc, le système d’équation (11) s'écrit 


(15) 


En élevant au carré et en additionnant membre à membre on 


obtient 
GE + Glen ET 
—2r(p—g)cos p ++, (14) 


où k — H/2. 
Les solutions particulières de l’équation (14) et leur comparaison 


avec les solutions analytiques [38, 223] montrent que le terme en 


7 de l'équation (14) influe sur la position de la ligne neutre, i.e. 


sur la répartition des pressions spécifiques dans les zones de retard 
et d'avance, tandis qu’il influe peu sur les pressions dans la zone 
d’élargissement. Dans les zones d'avance et de retard où l’élargisse- 
ment est faible cos q = 1. 

On simplifie beaucoup l’équation (14) si l’on complète son second 
membre jusqu’au carré parfait avec la précision Ah/l, : 


2 g \2 1 2 
(SL) + (5) = itp-ps+r, (15) 
où s = Ah/l = (ii — hall: 
h = h (x, y). 


Le signe plus placé devant + se rapporte à la zone d’avance et le 
signe moins aux zones de retard et d'élargissement. 


Lois du frottement de contact 


On résout le problème avec les lois du frottement de contact 
suivantes. 

a) la zone d'écoulement se subdivise en deux domaines: le do- 
maine de frottement de Coulomb 

= pp=n (+) (16) 
VSTE 
si 
Ofi 


PESTE 


et le domaine de frottement de Prandtl 


O1 


TV sil 


si 
Ofi 


PE  ? 
F7 STE 


où OC, — Const; 
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b) la zone d'écoulement se subdivise en deux domaines: le do- 
maine de glissement contigu aux limites de la zone d'écoulement 
(loi proche de la loi de Coulomb) 


20/1 O#i 
(a +0): (18) 

e Ce 

A EP Sy: 


et: le domaine de frottement de Prandtl 


ee (19) 


si up > 
TT +0 D 
V3+E 
où O7 = Op (x, y); . 
Oyim St la valeur moyenne de o,, sur l'arc d'entraînement ; 
c) la loi de frottement est de la forme 


T=Ÿ(r y)oy1(7, y), (20) 


où Ÿ (x, y) est une fonction dépendant du rapport entre les dimen- 
sions du foyer de déformation et aussi de l’état des surfaces des cy- 
lindres et du produit laminé [50]. | 

La loi de Prandtl est un cas particulier de la loi de frottement (20) 


_— Opi(r. y) 
Il est difficile de résoudre l'équation (15) par la méthode énon- 
cée’ ci-dessous si l’on se sert de la loi de frottement de Coulomb: 


20/1 


OÙ Of — Oyi (x; y). 
Si l’on introduit la loi approchée (18) (proche de la loi de Cou- 
lomb), on simplifie singulièrement la résolution du problème. 


Comparaison des solutions de l'équation avec les Lois 
de frottement approchées et les lois de Coulomb 


On peut comparer les lois de frottement approchées t,,, et celles 
de Coulomb + ainsi que les contraintes Depp; app et P, q qu ileur 
correspondent sur la section médiane de la bande (y == 0) où la dé- 


rivée = 
Dans ce cas on résout l'équation (15) sous la forme 
_ôg __(Pp—gs+T (22) 
dr nr hk ei 
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avec les conditions aux limites 
q = q à l'entrée, | 
q = Qes à la sortie. (23) 
Si l’on choisit la loi de frottement de Coulomb (21), l'équation (22) 
ô 1 
or [+ 7 Suis + (—— VE on+a) |, (24) 
ou 
0 14 2 
m1 (si)=rs sont), 


avec les conditions aux limites (23) admet pour solution : 


g =exp(—u { ) [ (s— D ET | &) dz+q |, 


x1 x4 x! 
(25) 
dans la zone de retard, 


x 5 hd a 
g — exp (u [ +) | s+b)=7x x | 4er xp ( p |) dr+a | (26) 
Xe Xx2 
dans la zone d'avance. 
Si l’on choisit la loi de frottement approchée th»p (18), l’équa- 
tion (22) 


ÔGapp 1 2 : 2 ofl ” 
ou 
\ôg fl 14 2 
EE dns (+b) = 73 (+) 


avec les conditions aux limites (23) admet pour solution: 


: x Of 9 u J of | 
deyp=exp(—u | —)[6-u 7 | exp x 
x! x! 
Ofl dx 
x (u [ae a Gi 
x1 
dans Ja zone de retard, 
x of! 

Gaz:p = EXP (u | opim 
Xa 


S)[6+r) | se exp X 


x (—u . dx + qe | (29) 
dans la zone d'avance. È 
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On voit que si 6;, = const, les expressions (25) et (28), (26) et 
(29) coïncident et, d'après les lois de frottement (18) et (21) (t = 
= Tapp) ON à Q — Gapp Et P = Papp- 

Examinons le comportement des fonctions qg et q»p dans les 
zones de retard et d'avance si 6;, = const. 

Les solutions (25), (26) et (28), (29) satisfont aux conditions aux 
limites (23); par conséquent, aux points 7, et x, (fig. 171,a) q — 


PT PT 


TTapp 
es à 
d'ens du laminage 


Fig. 171. Comparaison qualitative des solutions de l'équation (15)]avec 
application des lois de frottement approchées tapp (traits interrompus) et des 
lois de Coulomb (traits pleins): 

A—h=m=0;bL—g #0; +0 


= app êt d’après la condition de plasticité (10), p = Papp- Si q = 

= app = 0. aux frontières de l'entrée et de la sortie t et tepp Coïn- 

cident. Si g = 0 et g, 0, alors au point x, on à Tepp K T Puis- 

TE < 1;aupointz, On a Topp > T, Car _. > 1 (fig. 171,b). 
-.m .m 

Examinons le rapport g/q»n dans la zone de retard: 


x 
sn er( ef (20) #74 


CT et {su xp(u ( =) dr +g: 
X——"“——— °———. (30) 


x 
2 Ofl Ofr dr 
(S— y) —— | 7 XP (u En Te) ar +a 
x! x! 


que 


(eo) 


Dans l'intervalle (x,, x:), le premier facteur 1, car exp > (. 
Les expressions sous le signe somme dans le numérateur et le dé- 
nominateur du deuxième facteur. sont des fonctions décroissantes, 
puisque 6,, décroît, croît et les exposants des fonctions << 0. Or 
Of1 
Ofi.m 
dement au numérateur qu'au dénominateur. Les intégrales étant 
étudiées pour x << 7, le rapport numérateur-dénominateur sera >1. 


> Î,1i.e. 


< 1, donc l'expression sous le signe somme décroît plus rapi- 


Par conséquent, dans l'intervalle (x,, x,) le rapport 


Q > Gapp (ig. 171). 
Dans la zone d'avance (xr,, 1), en vertu des équations (24) et 


Gapp 


NS d L 
(27), les dérivées br > 0, _ > 0 et leur différence sera 
OGapp 0q O/ 
07 — = à (Sen 5j. —4)>0 


or a 17 >> 1, donc qepp = q au point x = 2. 


Ceci entraîne app > q dans l'intervalle (r,, x) et en outre au 
point z = Zn On à Gapp > Q (fig. 171). 

Comme on à Gopp > q au point z = In et Qapp  Q Sur l'inter- 
valle (xs, z,), les fonctions gp et q ont un point commun dans l'in- 
tervalle (zh, xs) (fig. 171). 

Il découle de la condition de plasticité (10) que la fonction 
Papr Se Comporte par rapport à p de la même manière que la fonc- 
tion app Par rapport à gq (fig. 171). 

D’après les a (18) et (21), topp > T dans la zone 


d'avance pu isque — 


> 1 et Gopp > q, tandis que Topp < T dans 


l'intervalle (x,, e car TL < 1 et {<< Gapp. Dans l'intervalle 


(Zn» Zo) les fonctions Tipp et + doivent avoir un point d’intersec- 
tion (fig. 171). 

Pour le cas de laminage de bandes en aciers dont le durcissement 
est intense, on a comparé les contraintes Papp; Gapp: T Calculées 
à l’aide de l'équation (15) en utilisant la loi de frottement (18) et 
les contraintes p, qg, t calculées à l’aide de l’équation de Kàärmän en 
faisant appel à la loi de Coulomb (fig. 172). 

Tous les calculs ont été effectués pour le milieu de la bande. Aux 
points d'entrée x, et de sortie ze, On à Qapp = 4» Papp = P Car les 
deux solutions satisfont les conditions aux limites. La comparaison 
des épures de p, q, t calculées en tenant compte de la loi de frotte- 
ment (18) et de la loi de Coulomb montre qu'elles sont proches les 
unes des autres, ce qui prouve qu'on peut appliquer la loi de frotte- 
ment (18) pour calculer les contraintes dans la zone de glissement en 
présence d'un durcissement du métal. 

Sur la fig. 172 est représentée l’épure des pressions spécifiques 
(traits mixtes), i.e. la solution de l'équation (14) sans termes en 
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EE pour la section médiane de la bande. L'’importante divergence 


entre l’épure et la solution de l'équation de Kärmän montre qu'il 
faut tenir compte de ces termes en résolvant l'équation (14). 


P MN/m£(kaf/mmè) il PMN/mEkgf/mmè) 
550(55) 500 (50) 
400 (40) 
400 (40) 
250(25) 
250 (25) 
9,7, MN/mE(kgf/mm ?) 9,7, MN/mE(kgf/mmè) 
700 (10) 50 (5) 
U 
0 
-50(-5) -700(-10) 
P.MN/mE(kgf/mmi) P MN/m2(kgf/mmi) 
/100(110) 1000(700) 
900 (90) 600 (80) 
700 (70) * 600 (60) 
Q.T. MN/mè(kgf/mm£) 9,T, MN/m{kgf/mmè) 
200 (20) 100 (10) 
fe | 0 
| U 
-700(-10) -200(-20) 
04°56° 6728" 30° "56" 87°26 90° 


Arc d'entrainement, degrés 


Fig. 172. Comparaison des épures de p, Tt, g, calculées à l’aide de l’équa- 
tion de Kärmän avec application de la loi de Coulomb (traits pleins) et à l’aide 
de l’équation (15) avec la loi (18) (traits interrompus): 
p=0:R,,= 102,5 mm;,h = 2mm;hs = 1,6 mm; à gauche: q, = g, = 0, à droite: q, = 
= 0,15: Ohl.c° 13= 0.1450,7,: ligne mixte: calcul à l’aide de l'équation (14); en haut: épure 
de p, 7, g pour l’acier O8wn, en bas: pour l'acier X18H8T. 


Frontières de la zone d'écoulement et conditions aux limites 


Si l’on résout le problème par la méthode des approximations 
successives, la surface réelle du cylindre de travail se modifie en 
entraînant une modification des frontières des zones de retard 7 et 
d'avance ZI (fig. 173). 
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Lorsqu'on résout le problème d'écoulement dans le laminage de 
bandes minces, il faut faire la distinction entre les dimensions de la 
zone d'élargissement VuM (fig. 173) et l'augmentation réelle AB 
de la largeur de la bande à la sortie par rapport à sa largeur initiale. 

Les expériences [38, 194] et les études théoriques [38, 221, 223, 
231] prouvent que le point u du début de l'élargissement est situé à 
environ 0,5 /, de la rive de la 
bande. On observe sur les fron- 
tières uW et ui] de la zone d'élar- 
gissement des variations quali- 
tatives de l’état contraint et 
déformé du métal. C'est pourquoi 
cette zone doit être examinée en 
détail. 

L'extrême complexité des phé- 
nomènes qui se déroulent à la 
rive de la bande ne permet pas, 
en raison de l'influence de divers 
facteurs du laminage réel, de 
calculer avec précision la courbe 
d’élargissement. Pourtant, une 
évaluation de l’augmentation AB 
à l'aide des formules approchées 
[38] montre que dans le lami- 
nage de tôles minces elle est pe- 
tite par rapport à la longueur 
de la zone d'’élargissement elle- 
même. Ceci est confirmé par 
les cs dE Donc, si l'on Fig. 173. Frontières de la zone d'écou- 
suppose que l'influence de AB  jement, ligne neutre, frontières de la 
sur la répartition des pressions zone  d'élargissement et sections 
spécifiques est insignifiante, il d'après lesquelles est résolu le pro- 
faut, pour résoudre ce problème, blème nique Te 
admettre que la frontière latéra- {en précédente: dignes en traits nterrom. 
le du foyer de déformation est pus: sections de l’itération suivante 
parallèle à l'axe z. 

Les tractions spécifiques agissant sur les frontières des zones 7 
et ZI sont les contraintes totales dues aux tensions avant et arrière 
et aux contraintes longitudinales complémentaires. 

En tenant compte de ces dernières, il faut faire la distinction 
entre les contraintes longitudinales Ag dues à la réduction non ho- 
mogène du métal en travers de la bande et les contraintes longitudi- 


nales Ag prenant naissance près des rives et dues à la présence de la 
zone d’élargissement, à l’intégrité du métal dans le foyer de défor- 
mation et à l’action des parties de la bande situées à l'extérieur de 
la zone de contact. 

En général, lorsque la réduction du métal en travers de la bande 
est non homogène, la ligne neutre se courbe. La composante longi- 
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Z' I, Arc d'entrainement ZT: I; 


tudinale de la vitesse d'écoulement du métal à la ligne neutre étant 
égale à la vitesse périphérique des cylindres, le caractère d’écoule- 
ment du métal dans les zones J et ZI définit celui de la répartition 
des contraintes longitudinales complémentaires apparaissant sur 
les lignes d'entrée et de sortie de la bande. Désignons par ur,, l’allon- 
gement moyen du métal sur la ligne neutre par rapport à la ligne 
d'entrée de la bande; par Uiim 
l'allongement moyen du métal 
à la sortie de la bande par 
rapport à la ligne neutre: 
7 par di et dy respectivement 
les allongements calculés le 
& long de la section concrète de 
la bande dans les zones de re- 
tard et d'avance. Alors, la 
répartition des contraintes 
longitudinales complémentai- 
g. res dues à la réduction non 


NS 
Sl 


Sens du laminage 


È homogène (allongements) du 
4 métal en travers de la bande 
& peut être écrite sous la forme 
Ÿ approchée suivante [209]: 
te à la frontière de la zone 7 
p ex av È Aur 
L Ag =@Ecpp=—, (31) 
Him 
à la frontière de la zone 77 
2 UE =aËEsp Qu ’ (32) 
AS - P urim 
où 
8 Abr = Mi Him ; 
2 (4 
An = Mi — Mi m ; 
Fig. 174. Pour la déduction de la loi de | 
répartition des contraintes longitudinales a=—1,0—1,12[209, 232]. 
complémentaires Ag, et Ag agissant Dans l'ouvrage [233] est 


près des rives de la bande: R : 
> . proposée une méthode de cal- 
a — répartition de Ags et Ags: b — répartition 


correspondante des pressions spécifiques en Cul des Contraintes longitu- 
travers de la bande dinales complémentaires en 

travers de la bande, découlant 

de l'analyse de l'état contraint du métal dans le foyer de déformation. 
La zone d'’élargissement, l'intégrité du métal et l’action équili- 
brante des parties de la bande se trouvant en dehors du contact font 
apparaître à l’entrée et à la sortie de la bande des contraintes longi- 


tudinales complémentaires Ag qui varient du maximum aux rives 
jusqu’à zéro aux points u Æ L,/2 (distance entre le point de début 
de la zone d'élargissement et la rive), puis, vers le centre de la bande, 
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elles se transforment en des contraintes de compression dont les 
valeurs maximales correspondent aux maximums des épures des 
pressions spécifiques (38, 77, 80,193] (fig. 174). Les contraintes lon- 


gitudinales de traction et de compression complémentaires Ag doi- 
vent s'entréquilibrer dans le volume du métal en travers de la bande. 

L'analyse des résultats de laminage (tabl. 36) dont les épures 
expérimentales ont été obtenues par différents auteurs [77, 83, 193, 
195, 200, 201] montre que les maximums des épures des pressions 
spécifiques, et par conséquent, les maximums des contraintes de 
compression sont situés à environ 2,25 u des rives de la bande (u = 
= l,/2 a été calculé d’après les conditions de laminage). En ana- 


lysant les contraintes longitudinales Ag, on a choisi les conditions 
de laminage des bandes de largeur jusqu’à 250 mm avec une faible 
limite de fluage du métal pour exclure, autant que possible, l’in- 
fluence exercée sur la répartition des pressions spécifiques par les 
déformations élastiques des cylindres et par les contraintes longi- 
tudinales complémentaires Ag dues à la compression non homogène 
du métal en travers de la bande. 


Tableau 436 


Résultats de l’analyse des expériences sur la répartition 
des pressions spécifiques 


E = p , mm 
Ë Ë © 3 Ë £ Q E £ler RE RER Bibhlio- 
D EL 5 * 3° E Ë h g | calcu- expéri- fie 

a'|IF| 288 a x ÿ s | = : &| ée | taie | 
1501180] Bp.10 28 1,4 22 0,4 4,82] 2,41 | 5,43 | 5,16 | [193] 
1501180! JI-68 36 2,6 28 0,4 1,41 3.7 8,32 | 8,2 [193] 
150/180| J1-68 36 2,01 | 39,4 | 0,4 1,7 | 3,85 | 8,68 |10 1193] 
260/350! Pb 101 110,1 49,5 — 25,5 12,77 128,66 129 [195] 
2941300! AÏ 66 2,9 40 0.05 | 12,1 | 6,05 113.6 113,2 [200] 
2941300! Tust-10 60 2,22 | 20 0,05 8,2 | 4,1 9,23 112 [200] 
2941300| Acier à 60 2,27 | 20 — 8,2 | 4,1 9,23 | 9,2 [201] 

bas 

car- 

bone 
298| — 100 2,84 1,9 — 5.831 2.91 6,55 | 6,5 [197] 


A la base des expériences et études théoriques de I. M. Pavlov 
[80], I. G. Astakhov [193] et A. I. Tsélikov (38, 194], la répartition 


des contraintes longitudinales complémentaires à l'entrée Ag, et à 
la sortie Ag. peut être définie à l’aide des paraboles (fig. 175) : 


Ag = A;y? + Aoy + À:, (33) 


qui doivent prendre les valeurs minimales aux rives de la bande, les 
valeurs zéro aux points y = 0,5 B — u et atteindre le maximum aux 
points y = 0,5B — 2,25 u; outre cela, les surfaces limitées par la 
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parabole (33) pour les contraintes de traction et de compression doi- 
vent être égales. 

Pour déterminer le minimum de la parabole (33) sur la rive de 
la bande, examinons la frontière Vu entre les zones de retard 7 et 


2, MN/mèkgf/mm ) PMN/mikgt/mmè) 
ZA LT NI 


CA LA 20 
A A NRA 
À amin UT 

S | l (Es 
ee HET _ 
Fe 

CN 


600 (60) 
400 (40) 


/056-u  055-J5u 


e 


Fig. j175. Répartition des pressions spécifiques maximales en travers de la 
bande (données expérimentales : a à d) et des contraintes longitudinales complé- 
mentaires près des rives (e): 

a — d’après [200]: b — [53, p. 31]: ce, d — [193]: voir aussi le tableau 36 


d'élargissement JII (voir fig. 173). En chaque point de cette fron- 
tière, les valeurs des pressions spécifiques correspondant aux zones 
de retard et d’ élargissement sont égales. Il découle de la condition 
de plasticité (10) qu’au point D proche du peine angulaire d : 


12 

PR 

P = 74 sert Qi: + Qi 
300 


D'où l’on peut évaluer la différence des contraintes de traction 
maximales au point W: 


AQemin = gr — Qi = —0,150yr. 


En établissant les conditions auxquelles doit satisfaire la para- 
bole (33), on trouve les coefficients À,, 4:, A3. 

Ainsi, la répartition des contraintes longitudinales complémen- 
taires Ag, et Ag. peut être décrite par les paraboles suivantes: 
à l’entrée 


= 0.58 — y}? 4,5 
Ag = 0,150}. » [+ sa (0,58— y) — 1] , (34) 


à la sortie 


(0,5B—Yy)° , 4,5 
oi Se 3,5u 


Ag: = 0,150rÿ, [ (0,58—y)—1|. (35) 


Par conséquent, la répartition des pressions spécifiques sur les 
frontières de la zone d'écoulement, compte tenu des contraintes 
longitudinales complémentaires Ag (31), (32) et Ag (34), (35), s'écrit : 
à l'entrée 


Qu = Qu + Ag + Ag, (36) 
à la sortie 
Que = Ge + Age + AG: (37) 
aux rives 
qui = 0. (38) 


A partir de la condition de plasticité (10) et des expressions (36) 
à (38) on détermine les valeurs des pressions spécifiques : 
à l'entrée 


2 
Pr = TZ Ofi + Qi (39) 
à la sortie 
2 
Prrt — 73 Ofe + Qrrts (40) 
aux rives 
Put = Ofis (41) 


ou, sous une forme générale, 


2 
Pi Er + gr. (42) 
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2. Résolution du problème de l’écoulement du métal dans 
le laminage des bandes minces 


Mise de l'équation d'équilibre sous une forme générale 


A l’aide de quelques fonctions généralisées, on peut mettre l'équa- 
tion (15), pour les lois de frottement adoptées (p. 1), sous une forme 
générale. 

a. Si 6, = const, l'équation (15) s'écrit 


+) 


Introduisons la fonction dite de pression généralisée [221] qui 
est liée aux pressions réelles p par la relation 


PR — 
P (p)= Er HT. (44) 
Alors pour la fonction (44), l'équation (43) sera 
dP\?  faP\? 1 : 
ae) +(5) = (5) 


où le second membre n’est fonction que des coordonnées zx, y 
D'après la relation (44) et les conditions aux limites (39) à (41), 

la fonction P pour la loi de frottement de Coulomb (16) est : 

dans la zone de retard 


P] LL spy 
Pi (pr) = | 8 — = Lin, (46) 
PI{ 14 FF nya PL 
d'où découle l'expression pour les pressions réelles 
2 | {+ 
pr(Pn = UE | (het) exp (—hPu) +0], (47) 
où 
___ PH . 
Pi = 20/1 , 
V3 
dans la zone d'avance 
<Ofi 
PII -$ + PII 
d Î 3 
Patpn)= | = < In VS , (4) 
PI 7/3 OfiS + UP 7 Mn 
_. 20yrs m : D \ 
Pi (Pu) — à V3 [ (pi - +1) exp (UP) 1] : (49) 
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» __ PII  . 
Put ni 20/1 9 
V3 
dans la zone d'’élargissement 
Pl Of —— pr 
\ dp 1 j pe 
P — — © = —— |] ———, 50 
111 (Pin) | ENT TN Es Er (50) 
fi f LL 


par (Pin) = 64 [(E—1) exp (— hPun +1]: (51) 


En portant la valeur de la pression spécifique à la frontière des 
zones de frottement de Prandtl et de Coulomb: 


pes; L 29 
Re LE 52 
Pt. app u V3T+E ( ) 
dans (46), (48) et (50), on aura les valeurs des pressions généralisées 
sur cette frontière : 
dans la zone de retard 


| s—0 5 « 
P n= —— in +: 53 
I/.a} } m sS— up}, ( ) 
dans la zone d'avance 
| s+0,5 
P = — ]n ——— \, 54 
JI1!.app u sLup#, ( ) 
dans la zone d’élargissement 
Î s—0,5 Se 
Pitiapp = en In s—p ° (95) 


En vertu de la relation (44) et des conditions aux limites (53) 
à (55), la fonction P pour la loi de frottement de Prandtl (17) s'écrit 


p 
1 2 
P(P)= Penn + re Ï dp. (56) 
er ——— = Æ 0,5) p 
V3-+EZ lL.app 


En substituant les valeurs (52) à (55) dans (56) on établit une 
relation entre les pressions généralisées et les pressions réelles pour 
la zone de frottement de Prandtl (17): 


dans la zone de retard 


PE 
+ Pr(pi) — Pitapp = te , (57) 
— Oy(s — 0,5) 
V3 : 
Oyi 20: : 
Pi (P1) = u V3 + 13 (s — 0,5) (Pr — Prrapp); (58) 
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dans la zone d’avance 


DIE — "= 
Pu (Pur) = Pirtapp + ie (59) 
7% (s+0, 2) 
2 _ 
Pur (Pr) EEE (+ 0,5) (Pi — Pire app); (60) 
dans la zone d'élargissement 
Of1 
PTS 
Pix (Pur) = Prrrr.app + 560,5) : (61) 
Pi (Prx) = En + Gi (s —0,5) (Prix — Prrtr.app). (62) 
b. Si os = 6,1 (x, y), l'équation (19) 
9q \° dg \? _ 1 20 js 2 ; 
(%) +(&) = (2e +1) (63) 
à l’aide de la fonction généralisée 
d 
Q(g) — { RE Tre (64) 
s+ 201 
et de la fonction de l'épaisseur ramenée H — _ r prend la 
V3+8 
forme 
6Q \° 2Q \? - 
Fe) +) => (65) 


Compte tenu de l'expression (64) et des conditions aux limites 
(36) à (38), les contraintes généralisées Q et les contraintes réelles q 
sont liées dans la zone d'action de la loi de frottement (18) (dans la 
zone de glissement) par les relations : 
dans la zone de retard 


at 20 ji.m 


(s—u)—ugr 
d 20fi.m 
Qu(g9= | a ae en D (66) 
ti sv (1+ 5.) : 73 SH) bare 
20f1.m 
q1 (Or) = TE (+1) 1 —exp 2 SI | 
73" 
dus ÈS ; (67) 
0 }1.m 
13 1. 
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dans la zone d'avance 


20 fi.m 
Sx1 (s+ u)+ pgrr 
d mi 3 
On | ar RE —; (5) 
que S+ (+ NE H V3 “Le (+ p)4 MATTI 
II! H 204 V3 
20$1.m = 
Qi (Qrr) = Va (+1) er (re) 1 |+ 
V3 
++ Qirs EXP Ë É ne) (69) 
V3 
dans la zone d’élargissement 
III F - 
Qnr (gris) = | RPC = — ra In [1 HE — | : (70) 
DE ( e Ofi.m ) 
Qrux Qu) = oum(+—1) [i—exp( Hu). (71) 


Ofi 


En substituant rt — 


; à la frontiere de la loi de frottement de 


Prandt]l (19) dans (18), on obtient la valeur q à la frontière des zones 
de glissement et de collage : 


D Of 20f1 Oyi 
FT ne (pret era): 
d'où 
Aji.m — 3 E2 2u 1) à (72) 


En substituant (72) dans (66), (68) et (70), on obtient les condi- 
tions aux limites pour la fonction Q à la frontière de la zone de 
frottement de Prandtl, i.e. Qrr.opps Qttt.app €t Qitit.appe En vertu 
de l'expression (64) et des conditions aux fi mites obtenues, on a la 
relation entre Q et q pour la zone de frottement de Prandtl (19): 
dans la zone de retard 


I 
1 gi — 9x1. 
Qr (gr) = Qriapp + 553 | dq = Qrisanr + GS ; (73) 
IIt.app 
dans la zone d'avance 
Q11 — GIx1. 
Qrr (gr) = Qreonn + GS — oo ; (74) 
dans la zone d’élargissement 
g111 Ÿ IIIL.a 
Qui (grrr) = Qiranp + — 55 — (75) 
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c. Pour la loi de frottement (20), l'équation (15) peut, à l’aide 
de la fonction de l'épaisseur ramenée 


s'écrire 


Donc, lorsqu'on adopte les lois de frottement (16) à (20), l’équa- 
tion (15) se ramène à l'équation de Hamilton 


Ce) +) = (76 


où U est une fonction généralisée pour laquelle on obtint ses dépen- 
dances ci-dessus par rapport aux contraintes réelles p et q en appli- 
quant les lois de frottement concrètes. Pour déterminer la fonction 
U, il faut résoudre l'équation (76) avec des conditions aux limites 
égales au zéro. 

La résolution de l'équation différentielle non linéaire aux déri- 
vées partielles (76) n’est pas aisée si H (x, y) est une fonction quel- 
conque. 

La transformation de Le Gendre (la transformation des variables 
selon le théorème de Donkin [234]) n’a pas permis d'obtenir la solu- 
tion générale de l'équation (76) quand H varie d’après la loi des 
carrés le long du sens de laminage, à fortiori quand Æ est une fonc- 
tion arbitraire. 

La méthode de Goursat (la méthode de transformation des coor- 
données [235]) n’a permis de résoudre l'équation (76) que lorsque 


H=(c+a} +(y+b}), 
où a, b = const. 

Les tentatives de résoudre l'équation de Hamilton par les métho- 
des habituelles ont permis de constater que seule une solution appro- 
ximative est possible. 

La résolution de l'équation (76) par la méthode de Boubnov- 
Galerkine sur calculateur numérique [48] a montré que la conver- 
gence du processus des approximations successives est très instable. 

La méthode la plus efficace de résolution de l'équation (76) est 
la méthode variationnelle [231] *). La résolution se ramène à la 
recherche du minimum d’une certaine fonctionnelle, prise le long 
d’'extrémales définies à l’aide de l’équation d'’Euler. I. A. Kijko 
a prouvé l'existence et l’unicité de cette solution [231]. 


*) A noter que dans les travaux [237, 238] est donnée la solution du problème 
de l'écoulement plastique d’une couche fine durcissant sur les surfaces défor- 
mées, obtenue à l’aide d'une autre méthode très efficace, la méthode des varia- 
tions locales. 
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Transformation du problème de l'écoulement en problème 
variationnel 


L'équation (76) peut s'écrire [219]: 
1 1 
(grad U}* — THE ? ou [gradU|=-, 
d'où | 
dl 
cha H (x, y): (77) 


La fonctionnelle (77) doit prendre sa valeur minimale le long 
d’une courbe y (extrémale) passant par le point (x,, y.) qui déter- 
mine la valeur de Ü, et par le point (x., y.) de la frontière f de la 
zone d’écoulement. Ainsi, les conditions de minimum de la fonction- 
nelle, inscrites sous la forme de l'équation de Hamilton (76) et d’Eu- 
ler (77), sont équivalentes [219]. 

Ecrivons les conditions de minimum de la fonctionnelle (77) 
le long des extrémales y (x) passant par les zones de retard et d'avan- 
ce sous la forme 


xa 

? V1+ y" dz | 

Des] re AS 
xc 


; a VTT VE az 
II — TATIANA 


H\r,y(x)] ? dr > 0. (79) 


Xe 


Les extrémales y (x) sont déterminées à l’aide de l'équation 
d’Euler 


d 
U, = Fri U, = 0, 
ou, après la substitution de (78) et (79), 
# 4 ; 
eV Hx— H,), (80) 


qu'on résout avec les conditions de passage de l’extrémale par les 
points (Zo: Yo) et (ze: Ye) | 
y (to) = Yos Ye) = Ye = f (te) (81) 


et la condition de transversalité (dans ce cas : orthogonalité de l’ex- 
trémale y (x) et du contour f) [231]: 


y'(x)f (re) = —1. (82) 


Les extrémales y (x) coupant sous un angle droit le contour de la 
zone d'écoulement, la dérivée y’ de la frontière latérale devient éga- 
le à l'infini; dans la zone d'élargissement l’équation des extrémales 
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sera donc donnée sous la forme zx = x (y). La condition de minimum 
de la fonctionnelle (77) le long des extrémales x (y) s'écrit 
Lo a 
h VI+z% dy 
Une | FEES, dy <(. (83) 


Ye 


Les extrémales zx (y) sont solutions de l'équation d’Euler 
d 
Ux Dr U:-0, 


ou, après la substitution (83), 
# 4 j 

EE = (2'Hy—H>) (84) 
avec les conditions : 


Z (yo) = To; T(Yy)=2e= f (ye); 2° (Ye) f (ge) = — 1. . (85) 
Il est très difficile de résoudre les équations d’Euler (80) et (84), 
aussi est-il plus commode de les mettre sous une autre forme. 
Les expressions donnant la courbure des etrém ales y (x) et 
z (y) s'écrivent 


1 UN : 
RO (+7) VIF Le 
1 æ 

— — a pen . 87 
FT Gr Vite ne 


Utilisons-les pour mettre les équations d’Euler (80) et (84) sous 
la forme de Weierstrass : 


1 y'Hx __ Hy = +7 (Hasin D —H, cos ç) ; (88) 


R VIA+yT VI+y" 
1 1 , 1 - 
Rp a Hs) + 77 (Hu cos q— Hsin q), (89) 
: y" À - : 
ou TE EE + sin; 
1 z' 


Vi+ y"? Ze 608 @- 


Les équations (88) et (89) expriment la relation qui lie les rayons 
de courbure R et les directions o des extrémales dans la zone d’écoule- 
ment et permettent de construire approximativement le champ des 
extrémales à l’aide de portions des circonférences. Le signe des se- 
conds membres des équations (88) et (89) est déterminé par le com- 
portement (directions) des extrémales dans les zones de retard, d’a- 
vance et d’élargissement pour différents schémas de déformation de 
la bande (les surfaces des cylindres sont cylindriques, bombées ou 
concaves: fig. 176). 

Analysons le champ d’extrémales pour établir une relation entre 
les rayons de courbure et les directions des extrémales pour diffé- 
rents schémas de déformation du métal. 
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a. Réduction homogène de la bande 


Prenons le cas où X (x, y) est une fonction arbitraire de x, i.e. 
H —H(x), H,—=0 (fig. 176,a). L'équation d’Euler (80) s'écrit 


LISISIPIIPS 
SLSSSSSIIIS , 
C 


Fig. 176. Schéma de déformation de la bande: 
a—H, —0; b—H,>0; c—H,<0 


alors 
y" _y's 
14y"2  H 
d'où 
v" _ C2° 90 
us C A Sas. 
où C est la constante d'intégration. 
Puisque sin° q — EE , il découle de l'équation (90): 
sin 
A@ 0 


Il ressort de la condition (82) que sin @ = 0 sur les frontières 
des zones de retard I et d'avance II, par conséquent, C = 0. Donc, 
sin @ = 0 pour chaque point des extrémales, i.e. dans les zones I 
et II, les extrémales sont des droites parallèles à l’axe x. Le vecteur 
de la vitesse relative de l'écoulement du métal dans la zone d'avance 
est orienté dans le sens opposé à l’axe x, donc cos ® — —1 et dans 
la zone de retard : cos q = +1. 

Le comportement des extrémales dans la zone d’élargissement 
est examiné plus loin. 


b. Réduction non homogène de la bande: 
H, > 0 (fig. 176, b), H, < 0 (fig. 176, c). 


Pendant le laminage de bandes de différente épaisseur transver- 
sale entre les cylindres profilés, la zone d'écoulement n’est pas 
à proprement parler rectangulaire, i.e. les frontières d'entrée et de 
sortie de la bande sont plutôt curvilignes (voir fig. 173). 

Tout d’abord, examinons le cas important où la zone d’écoule- 
ment est rectangulaire (les frontières d'entrée et de sortie sont paral- 
lèles à l’axe y). 
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Zone jde retard 


En vertu de la condition (82), sur la frontière de la zone I on 
a z—2, y —= 0, i.e., sin g = 0, cos p = +1. 

Si H, > 0, il découle de l'équation (80) que sur la frontière de la 
zone I y” < 0 [maximum de y (x)], i.e. la fonction y (x) croît en se 
rapprochant de la frontière, y” > 0 (fig. 177, a, courbe 7). Comme 
dans la zone de retard cos @ > 0, on a sin @ => 0. Par conséquent, 
l'angle diminue à partir d'une certaine valeur jusqu’à zéro 
(fig. 177, c). 

* SiH, < 0, en vertu de l’équation (80), on a sur la frontière de la 
zone I y" > 0 [minimum de y(x)], i.e. la fonction y (x) diminue 


NDloœ ‘& 
LT US 


0 LT 0 
Sens du laminage 


Fig. 177. Directions des extrémales dans la zone d'écoulement : 
a — A, > 0: b — H,, < 0; c — variation de l'angle 


vers la frontière, y’ < 0 (fig. 177, b: courbe 4). Comme cos @ > 0, 
on a sin ® < 0, par conséquent, l’angle @ augmente à partir d’une 
certaine valeur jusqu'à 2x (fig. 177, c, 4). 

D'après le signe de la dérivée y”, on détermine les signes des 
seconds membres des équations (86) et (88) et on déduit l'expression 
du rayon de courbure: 

= ni 
7 Hycosp—/H,;sinp? (91) 
ùn = +1, si H,>0; n = —1, si 4, <0. 

L'équation (91) nous nel d’ obtenir une relation entre y et R: 


NT Us Th, /u3+45 (+) 
He +H, | 
cosp= + 1—sin°q. (93) 


Sin @ — (92) 


Zone d'avance 


En vertu de la condition (82), sur la frontière de la zone II, 
On a Z = Ze, Y —= 0, i.e. sin ® = 0; cos p = —1. 
Si H, > 0, il vient de l’équation (80) que sur la frontière de la 
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zone II y” << 0 [maximum de y (x)]}, i.e., si x croît, la fonction y (x) 
décroît, y’ < 0 (fig. 177, a, courbe 2). Comme dans la zone d’avance 
cos << 0, on a sin @>0. Par conséquent, quand l’extrémale 
s'éloigne de la frontière II, l’angle @ diminue à partir de x jusqu'à 
une certaine valeur (fig. 177,c, 2). 

Si H,< 0, _en vertu de l'équation (80), sur la frontière de la 
zone II on a y” ee 0 [minimum de y (x)l, i.e. si x croît la fonction 
y (x) croît, y’ > 0 (fig. 177, b, courbe 3). Comme cos q << 0, on 
asnp< 0. NT s'ensuit que l'angle augmente à partir de x jusqu’à 
une certaine valeur (fig. 177, c, 3). 

En connaissant les directions des extrémales dans la zone d’avan- 
ce, on détermine à l’aide de l'équation (88) les relations entre les 
rayons de courbure et les directions des extrémales : 


RE T-no cos! (94) 
H | H \? 
#1 H;—H ge ny (4 
PE Hu Hi +18 (=) | . 
. HE HHE 


cosp=: —W1— sin? . (96) 


Zone d'élargissement 


En vertu de la condition (85), sur la frontière de la zone J11 on 
ay = 0,52B, zx (y) = 0, i.e. cos p = (0. Il découle de l'équation (84) 
que si H,—=0, H,::0, on a pour seconde dérivée z° << 0 
[maximum de z (y), i.e. si y croît, la fonction x (y) croît (fig. 177,a,b: 
courbes 5). Quelle que soit la variation de ®, on a dans la zone d'élar- 
gissement sin @ > 0, par conséquent, cos ® > 0; lorsque l’extré- 
male s'approche de la frontière de la zone 711, l’angle œ croît à partir 
d’une certaine valeur jusqu’à x/2 (fig. 177, c, 5). 
De l'équation (89) et compte tenu du signe de zx” dans (87), 
il vient 
H 
— H,sin q— 11, cos q 


H : : H \2 
ut) ni+uÿ (2) | 


sin q = Ÿ 1 — cos’ y. (99) 


COS P — 


Les expressions (92), (95), (98) renferment le radical 


V'ai+mÿ (5) 


dont} le radicande n'est pas négatif. 


311 


En effet, les équations d’Euler (88) et (89) entraînent : 
(7) = Us sin g— H,c0s p), 
d'où 
25 (LE) 2 sons g + sin 0. 


Si la zone d'écoulement n’est pas rectangulaire, i.e. les frontiè- 
res des zones J et II sont curvilignes, les extrémales qui coupent les 
frontières suivant un angle droit, peuvent avoir des dérivées y’ 0. 
Dans ce cas, les relations entre R et o déduites pour les zones de retard 
et d'avance restent les mêmes, seule la condition pour n est à rempla- 
cer, en vertu de l'équation (80), par les conditions 


n=+1si/,>y'H,.; 
n=—1si A,<7y'Hx. 


Principe de construction des extrémales et 
de l'épure volumique des pressions spécifiques 


Pour calculer la pression spécifique en tout point (x,, yo) de la 
zone d'écoulement, il faut faire passer par ce point trois extrémales 
à partir des frontières des zones de retard, d'avance et d’élargissement. 
En chaque point (x., y.) de la frontière de la zone d'écoulement, 
la direction @ de l’extrémale est connue [conditions (82) et (85)]. 
Ceci permet, compte tenu des expressions (91), (94) et (97), de déter- 
miner le rayon de courbure au point (x., y.). Comme l’extrémale 
coupe la frontière suivant un angle droit, son centre de courbure 
doit se trouver sur la tangente au point d'intersection (zx,, y.). 
Si l’on connaît le comportement de l’extrémale lorsqu'elle s'éloigne 
de la frontière et son rayon de courbure, on peut déterminer le centre 
de courbure, tracer à partir du point (x,, y.) un arc de cercle assez 
petit et considérer qu'il coïncide avec un arc d’extrémale. Les coor- 
données de l’extrémité de cet arc sont définies à l’aide de l’équation 
du cercle. La valeur de la fonctionnelle (77) le long de cet arc d’extré- 
male se calcule à l’aide du théorème de la moyenne. Pour construire 
l’arc suivant on détermine au point obtenu de l’extrémale les valeurs 
H, H,, H,, le sens , le rayon de courbure R dont la longueur est 
portée dans le sens opposé à celui de la normale à l’extrémale et l’on 
détermine le centre de courbure. On poursuit la construction de 
l’extrémale jusqu’au point (xo, Yo). La valeur de la fonctionnelle U 
en un point donné est la somme des valeurs de U calculées sur chaque 
arc de l’extrémale construite. 

La construction des extrémales est univoque dans les zones de 
retard, d'avance et d'élargissement. 

En déterminant en chaque point de la zone d'écoulement les 
valeurs de Ur, Ur, Ursr Correspondant aux zones 7, ZI, ITT, on trouve 
les valeurs réelles des pressions spécifiques p et des contraintes q 
à partir des dépendances entre les fonctions vraies et les fonctions 
généralisées. La pression spécifique réelle en un point donné (xs, ya) 
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est égale au minimum des trois valeurs obtenues. Si la surface des 
pressions spécifiques correspondant à une zone est étendue aux deux 
autres zones, elle sera située plus haut que celles des pressions spé- 
cifiques dans ces zones. En déterminant les valeurs des pressions 
spécifiques en chaque point (x, y) pour les zones 7, II, III, et en 
choisissant la plus petite, on peut construire l’épure volumique des 
pressions spécifiques (fig. 178). 

La zone d'élargissement commence à une distance de /,/2 environ 
de la rive de la bande, c’est pourquoi à partir du centre de la bande 
et jusqu’à une certaine distan- 
ce de la droite y = (B — 1,)/2 
(fig. 178) on peut ne pas cal- 
culer les pressions spécifiques 
dans la zone ZI], mais seule- 
ment comparer les pressions 
dans les zones Z et II. 

Le lieu géométrique des 
points du plan (zx, y), où les 
valeurs des pressions spécifi- 
ques correspondant aux zones 
de retard, d'avance et d'élar- 
gissement sont égales, est cons- 
titué par les lignes de sépara- 
tion de l’écoulement du mé- 
tal, i.e. la ligne neutre et les 
frontières de la zone d'élar- 
gissement. Les lignes de sépa- 
ration sont les projections Sons du laminage y 
des arêtes de l’épure volumi- — 
que, ces dernières étant for- Fig. 178. Construction de l'épure volu- 
mées par l'intersection des mique des pressions spécifiques 
surfaces des pressions spéci- 
fiques correspondant aux zones J/, II et III (fig. 178). 

Dans le cas général, l’épure volumique des pressions spécifiques 
a la forme d’un tas de sable à coefficient de frottement de sable 
variable et à plans de séparation de hauteur variable. Un tel tas de 
sable simule la répartition des pressions spécifiques apparaissant 
au cours de traitement par pression d’un produit en matière durcis- 
sante, d'épaisseur variable, limité par un contour arbitraire, auquel 
s'appliquent des conditions aux limites variables. 


Construction approchée du champ des extrémales du problème 
variationnel et calcul des fonctions généralisées le long 
des extrémales 


Afin d’en simplifier l'énoncé, on peut exposer le principe de 
construction des extrémales pour une zone d'écoulement rectangu- 
laire (fig. 179), ce qui n’en restreint pas la généralité. 
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Appliquons sur la zone d'écoulement une grille aux nœuds (xs, yo) 
de laquelle il faudra déterminer les valeurs des fonctions générali- 
sées. Les pas Az sur l’axe x et Ay sur l’axe y peuvent être choisis 
arbitrairement. Pour construire les segments d’extrémales, choisis- 
sons des pas &,, €, suffisamment petits sur les axes zx, y. Il est com- 
mode de résoudre Le problème le long des sections de la zone parallè- 
les à l’axe x avec le pas Ay en sens transversal. 


Sens du laminage 


Fig. 179. Construction du champ d'’extrémales 


Commençons nos calculs à partir du point (x, = zx, y. = 0). 
Puisque ce point appartient à la frontière de la zone J, sa fonction 
généralisée est U, = 0 

Lorsque le laminage est symétrique, la dérivée H, = 0 sur 
l'axe y — 0, donc l’extrémale est orientée dans le même sens 
que l'axe x, i.e. y” — 0. Pour les zones JZ et II les fonctionnel- 
les (78) et (79) sont déterminées en tout point (z,, y = 0) à l’aide des 
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formules 


| dx . 
Ur = _ H (z) ? (100) 
X1 
xn 
dz 6 
Ur — | H (5) ? (101) 
X2 


où À (x) — 0). 
» Les Apr (100) et (101) peuvent être calculées à l’aide du 
théorème de la moyenne avec le pas e&.: 
ki 
Ur = — a Ex O0 ; (102) 
à H (æitek+%) 
ke 
Un }ÿ, —— "#2, Ex >0, (103) 
k=0 7 (ze +exk ++) 


où k, — 1 Re — += est le nombre de pas €, des points x, 
As 
et z, au point x. 

Si B>1,, on trouve les pressions réelles correspondant aux 
fonctions Ur et Ürr et on choisit la valeur minimale. Si B << 1,, 
il faut calculer Ur:r (voir plus loin). Après le calcul de tous les points 
sur l’axe y = 0, on fait un pas Ay le long de l’axe y. Le calcul de la 
valeur de la fonction généralisée en tout point de la droite y, = Ay 
est identique pour les points de toute droite y = y,, aussi allons- 
nous examiner la construction des extrémales et la détermination des 
fonctions généralisées en un point quelconque (zx,, y,) de la zone 
d'écoulement (fig. 179). 

L'analyse théorique de certaines fonctions H (x, y) montre que 
dans le laminage de bandes minces, lorsque les dérivées , et H, 
ont de faibles valeurs, les extrémales passant d’un point quelconque 
(to, Yo) vers les frontières Z, II, III s’écartent un peu des droites 
y = y, et x = x, et traversent les frontières Z, II, III respective- 
ment à proximité des points (x, Yo), (Z+, Yo); (to; 0,5B). 

Commençons la construction de l’extrémale qui passe par le 
point (x, ÿo) et se dirige vers la frontière de la zone d'avance zx, 
à partir du point (x,, Yo) Te = Ze. 

La fonction généralisée est nulle sur la frontière, i.e. U (x., yo) =. 

D'après la condition aux limites (82), au point (zx,, x,) on a 


sin Po —= 0, cos ps = —1, ce qui permet de déterminer le rayon 
de courbure à l’aide de l’équation (94): 
LS 
Ro — He Le (104) 


U = 
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L'extrémale étant perpendiculaire à la frontière, le centre de 
courbure O, (x. Yo — NRo) est situé sur la frontière x = x, ou sur 
son prolongement. Si la frontière est curviligne, le centre de courbure 
O, se trouve sur la tangente à la frontière au point (x,, y). Prenant 
pour centre ©, et pour rayon R,, traçons par le point (x,, y.) un arc 
de cercle jusqu'à zx, = x. + &,, e, >> 0 et supposerons qu’il coïnci- 
de avec un arc d’extrémale. L’équation de ce cercle est 


(z— 0.) + (y—0,) = R?. (105) 


En substituant dans (105) les valeurs x, = x, + €,, Oo Ooy 
et R,, on trouve l’ordonnée de l'extrémité de cet arc 


pi= Oay + nV FE. 


La valeur de la fonctionnelle (77) le long de l’arc d’extrémale 
compris entre les points (x,, y.) et (x, y.) est 


Ro CT 
T0 J'HIz, 4 G@)) J 4l,yG@) a ( ZA Vo+yi | 
Xe Xc D 9 2 
nous supposerons que sur cet arc y’ — O0 [condition (82)|. 
En substituant dans (95) et (96) les valeurs de 7, H,, H, calcu- 
lées au point (x,, y1), on détermine dans quel sens il faut construire 
l'arc d’extrémale suivant: 


H RTE EC 
1 pe x HyV H3+Hÿ—(—) 


nn 


cos qu — — V1 —sin® qi. 
On calcule le rayon de courbure à l’aide de la formule (94): 


a 
1 H,sinqi—/H,cosp;" 


R 


Lorsqu'on connaît l’angle ®, d'inclinaison de l’extrémale au 
point (21, y.), on trace une normale à l’extrémale et, en portant la 
longueur À, dans le sens opposé, on détermine les coordonnées du 
centre de courbure: 


O1 =T—nR: sin P1» Os = y +R: COS Pi. 


En prenant pour centre (O.,;, O,:) et pour rayon R,, on trace 
à partir de (x;,, y,) un arc de cercle jusqu’à x, = x, + e.. 

On détermine l’ordonnée de l’extrémité de cet arc en se servant 
de l'équation du cercle (105) 


ye = On+nV Ri—(z— Ou). 
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La valeur de la fonctionnelle (77) le long de cet arc d’extrémale 
limité par les points (x., yo) et (ze, ye) est 


T Vitre | 


H\z,y(r)] 
Xi 


Urre = Ur + 


xe 
dx E 
=: l'y — | ee = ÙLE — ———Û Û—— |, 
L cos A [x, y(x)] cos q*H (+= HT) 


C4 


T1 Z2 Yir Ye 
2 ? 


: Cos p* << 0 dans 
2 


où p* est la valeur de œ au point { 


la zone JI. 

D'une façon générale, si l’on connaît les coordonnées du point 
(xz:, yi), celles du point suivant (x;:4,, y;+,) sont déterminées de la 
même manière. 

Connaissant le rayon de courbure R;_; utilisé pour la construction 
de l'arc d’extrémale précédent, entre les points (x;i_1, yi-1) et 
(xz;, y:), on peut calculer sin ®; et cos æ; pour (x:;, y;): 


Ainsi, on détermine la direction de la normale à l’extrémale au 
point (x, yi). | 

Pour construire l’arc d'extrémale suivant on détermine, à l’aide 
de la formule (94), le rayon de courbure 


= nA 
_ H,.sinp—#H, cos; x=x, 
UV; 


R: 


que l'on porte du point (x;, y:) dans le sens opposé à celui de la 
normale et on trouve les coordonnées du centre de courbure 


Oai=ti—nRisinp, Oi=yi+nR:cosp:. 


En prenant pour centre (0,:, O,:) et pour rayon R;, on trace par 
le point (z;, y) un arc de cercle d'extrémité z;4, = 2; + æ.. 

En substituant z;4, = x; + e. dans (105), on détermine l’ordon- 
née du point (Zirys Yi+i) : 


Yi+1 — Oui - 1 V R— (Zi4 —Oxi). 
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On calcule la fonctionnelle (77) le long de l’extrémale entre les 
points (ze, Yo) et (zi+1, Yi+1) à l'aide de la formule 


Xi+4 


dz : 
Urri4 = Urri — | Hesse 
Du: x. 
z 
Ex 


em eds 2 NN 
cos,q*A | T; EE : Yi Ci ] 
CS 


où p* est la valeur de q'au point Aie , UE, 

La construction de l'extrémale se poursuit jusqu'à x = x, 
(fig. 179, courbe 1). En fonction du signe de la dérivée F7, l'extré- 
male passera plus haut ou plus bas que le point (x,, yo): 


y (to) = Yo Si H, = 0; 
y (Zo) € Yo Si H, > 0; 
y (xo) > Yo Si H, € 0. 


Dans tous les cas, l’extrémale doit passer par le point (x,, Yo) 
ou à proximité. Nous conviendrons que si l’extrémale passe par le 
voisinage Ô,, du point (to; Yo), i-e. si 


[y — Yo <<, (106) 


elle passe par le point (x, ÿo)- 

Si la condition (106) n’est pas remplie [l’extrémale passe à côté 
du point (xs; Yo)l, alors on fait un pas ne, le long de la frontière ZI 
à partir du point (x., y.) et on poursuit la construction de l'extrémale 
en prenant “pour son origine un nouveau point (x, Yo + Ney) 
(fig. 179, courbe 2). A chaque pas la valeur de l’extrémale y (xs) 
se rapproche de y,. Dès que la condition (106) est remplie, on arrête 
la construction de l’extrémale dans la zone ZJ et le calcul de Ur 
au point (Zo, Yo). 

La construction des extrémales dans la zone Z (de retard) est 
identique à celle dans la zone 7] (d'avance) sauf que la frontière 
est x — z,, le pas de calcul — &- et R, sin , cos q sont déterminés 
à l’aide des formules (91) à (93) (fig. 179). 

—1, 


Si le point (xs, yo) Se trouve à proximité de la droite y — 2 5» 


i.e. près de la zone d'’élargissement, il faut calculer la valeur de la 
fonction généralisée Urxrr (to, Yo) dans la zone JII. 

L'extrémale passant du point (x,, y.) et se dirigeant vers la 
frontière de la zone Z11, — 0,5 B se construit à partir du point 
(xo; 0,5B). 

En vertu de la condition aux limites (85), au point (x, ; 0,5B) 
on a sin o = 1, cos py— 0, ce qui permet de déterminer le rayon 
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de courbure à l’aide de l'équation (97) 


L'extrémale étant perpendiculaire à la frontière, les coordonnées 
du centre de courbure ©, = Zzo — Ro, Oyo = 0,5B sont situées 
sur la droite y — 0,5B. En prenant pour centre (0,,, O,,) et pour 
rayon Ro, on trace un arc de cercle d’origine (x, ; 0,5B) et d'extrémité 
Yy, = 0,5B + e,, e, << 0 et on suppose qu'il coïncide avec un arc 
d'extrémale. On détermine l’abscisse z;, de l'extrémité de cet arc 
à partir de l'équation (105): 


Ti = Oox + VR — (Ooy — Y1)°. 


La valeur de la fonction généralisée le long de l’arc d’extrémale, 
d'extrémités (x; 0,5B) et (x, y.) sera 


V1 —_— 
U = — VIH dy Eu 7. 
So Hz (y) y] pit 058+n\ 
se se 0) 


on suppose sur cet arc z' = 0, €, << 0. 

Si l’on connaît les coordonnées du point (x;, y:), pour construire 
l'arc d'extrémale suivant on calcule sin q, et cos p; à l’aide des 
formules (98) et (99), puis on trouve le rayon de courbure de l’équa- 
tion (97) que l’on porte à partir du point (x;, y;) dans le sens opposé 
à celui de la normale et, enfin, on définit les coordonnées du centre 
de courbure 


En prenant pour centre (0,;, O,;) et pour rayon R;, on trace un 
arc de cercle d’origine (x;, y:) et d'extrémité y;4, = y; + e,. En 
substituant y;:, dans (105) on détermine l’abscisse 


Ligi = Oxi + V RÈ—(Oyi — Yi). 


On calcule la valeur de la fonction généralsiée le long de l’extré- 
male entre les points (x,; 0,5B) et (xit:, Yita) 
Ui+s 
U ” 7} _—_ | V1+z"%dy _y = 
I111i+1 III : H E (y), y] JI]I 
LE: 


Ui44 
© ___  — 
H{z{(y),y]sin - Ti + ZT Yi+ Yiat |? 

; [z (y), y] sin sinqe4 (FEU, SECHE | 


où p* est la valeur de q au point Ait ; pit vess : 


sn p>0; €e,< 0. 
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1\Jntroduction de a, b H(x,y) 


Won 


24 
z:0, ÿ°Yc , R=0 


T:4,y=ÿe,P2° 


Qui 43 


Fig. 180. Organigramme de l'algorithme de construction des extrémales et 
du calcul des fonctions généralisées (: — n) 
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On poursuit la construction de l’extrémale jusqu'à la droite 
y = ÿo et (indépendamment du signe de la dérivée Æ,) tant que 
z (Yo) < zo. On suppose toujours que si l'extrémale passe par le Ô., 
voisinage du point (xs, ÿo), i.e. 


| Zo — Z (yo) | < 8x (107) 


elle passe par le point (x,, Yo). Si la condition (107) n’est pas remplie, 
on fait un pas €. sur la frontière y = 0,5 B à partir du point 
(x; 0,5B) et on poursuit la construction de l’extrémale avec pour 
origine le nouveau point (x, + e;; 0,5B). À chaque pas x (yo) se 
rapproche de x,. On arrête la construction dès que la condition (107) 
est, remplie. 

“Si le laminage est asymétrique, la construction du champ des 
extrémales et la détermination des fonctions généralisées se fait 
en deux étapes. Dans la première étape on refait pour la région 

> 0 les calculs réalisés pour le laminage symétrique. Dans la 
seconde étape, on détermine le champ des extrémales et les fonctions 
généralisées pour la région y << 0. A cet effet, on applique la région 
y << 0 sur la région y > 0 par une symétrie par rapport a l'axe 
y,= 0 et on fait les calculs comme dans la première étape, sauf que 
les valeurs de 7, Æ,, H, sont déterminées avec des ordonnées y; 
négatives. 


Algorithme de construction des extrémales et de détermination 
des fonctions généralisées 


Pour construire le champ d’extrémales et calculer les fonctions 
généralisées, on a élaboré un algorithme de résolution de l'équation 
(16) «tir. 180) et on a écrit un programme pour le calculateur 
«MINSK-22». 

Les valeurs suivantes sont calculées dans les blocs À, B, C: 


A: He Hs, sin0 — nA;:H:R—Hy VHETHE—(H: PS 
se , y? 


HET HE 
cos0—=V1—sin"0, R=—1nA :(Hxsin 0— 7, cos 0), 
O;=2z—M"Rsin8, 

0, =y+nRcos0, z=xr+e,, y=0,+1nV R—(z-0,), 
Pi = Pi—e;:{[H(zx*,.y*)cos6], y—=yi; 


: na —14H3:R+Hy 
B : H,, H,, sin 0 — H?+ Hi ? 


cos0 = V1 —sin’6, 
R=—nH:(H;sin0—H,cos6), O0.=z+nRsin, 
Oy=y—ncos8, 
T—T—E», y=0,+nV R—(z—0.), 
Pa =Pea+tez:[H(x*,y*)cos6], y=uy; 
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: na _HHe:R+n y VHE+HE-(H:R) 
C: H>, H,, ER un ; 


cos 6 — }; 1 —sin?06, 
R=H:(Hz:sin0—/7,cos0), O;=—r—Rsin0, O,=y+Rcos8, 
y — y — Eys ti=0;+V R°—(y—0,), 
Pa=P3+e,/H (x*, y*)sin6,xz=xi. 


Après l'introduction des paramètres géométriques de la zone 
d'écoulement (la longueur a, la largeur b de la zone et l'épaisseur 
ramenée À (x, y)), on calcule le treillis de coordonnées (zx,, Yo), 
puis les fonctions généralisées sur la ligne z — 0 avec le pas Ax 
(blocs 75 à 22). Puis, on fait un pas Ay sur l’axe y et en 


2,261 


2260516 À 2,280519 
2.278070 À 2278070 
2.276600 À 2,776650 
2273285 À 2773715 
2.268944 À 2268536 


\ 
\ 2263641 L 2283610 
2257374 2257350 ” 
2249800 À 2250070 


2,25 
Sens du laminage 


Fig. 181. Comparaison de la construction précise (à gauche) [231] et appro- 
chée (à droite) des extrémales 


chaque point de la section y — Ay ainsi obtenu on construit les 
extrémales le long desquelles on détermine les valeurs des fonctions 
généralisées dans les zones d’avance (bloc 25), de retard (bloc 32) 
et d’élargissement (bloc 39). La résolution du problème se termine 
après le calcul de tous les points de la zone d'écoulement. 

Pour vérifier cette méthode de construction des extrémales et de 
calcul des fonctions généralisées, on a procédé à une comparaison 
de la solution approchée de l’équation (76) avec les solutions analy- 
tiques obtenues pour quelques cas particuliers (4 — 1 + Àz; 
À = const; H — r° + y*°) [231]. Les calculs ont été effectués avec 
diverses valeurs du paramètre À. Les résultats du calcul fait pour 
H — 1 + 0,01x sont donnés sur la fig. 181. 

La comparaison des solutions de l’équation (76) obtenues avec 
cette méthode et des solutions analytiques montre que l'écart entre 
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les extrémales approchées et les extrémales analytiques n'excède 
pas 0,4 % sur toute la zone d'écoulement, tandis que l'écart entre 
les valeurs approchées et les valeurs analytiques des fonctions géné- 
ralisées est de l’ordre de 1 % (suivant le pas des calculs). 


Résolution de l'équation d'équilibre tridimensionnelle 
dans les fonctions généralisées 


La résolution de l'équation de Hamilton (76), i.e. la résolution 
de l'équation d'équilibre dans les fonctions généralisées, permet 
d'étudier sous une forme générale l'influence des lois de”variation 
de l'épaisseur de la bande et du durcissement 6;, (x, y) du métal 


Fig. 182. Répartition des valeurs maximales des fonctions généralisées en 
travers de la bande pour trois cas de variation d’épaisseur de la bande: 


a—H—=x +2x+1;, b— H — 0,3x° + 0.5x + 0.3y° + 0,5y + 1: c— H= 0,ix + 
+ 0,1x — 0,1y° — 0.1 + 1 


dans le foyer de déformation sur la non-homogénéité de l’épure des 
pressions spécifiques en travers de la bande indépendamment des 
lois de frottement concrètes. Par exemple, pour les lois de frotte- 
ment (16) et (17) l'équation (15) est ramenée à l'équation (45) dont 
le second membre est une fonction de l'épaisseur du métal; pour 
les lois de frottement (18) et (19) l'équation (15) est ramenée à l’équa- 
tion (65) dont le second membre est une fonction de l'épaisseur et 
du durcissement du métal. 

Sur la fig. 182 sont représentées les données du calcul des pres- 
sions généralisées [solution de l'équation (45)] pour trois schémas 
de déformation de la bande (fig. 176). Les calculs ont été faits pour 
certaines coordonnées rapportées (x, y). Lorsque la réduction du 
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Aive de La bande 
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Fi 1483. Construction du champ d’extrémales et calcul des fonctions 
généralisées dans la zone re De des pressions maximales : 
cf. fig , 
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métal est homogène (fig. 182, a), l’épure des pressions généralisées 
et, par conséquent, des pressions spécifiques réelles présente un carac- 
tère uniforme dans le centre de la bande; lors du laminage de la 
bande entre les cylindres bombés les pressions généralisées diminuent 
du centre vers les rives de la bande (fig. 182, b) ; au cours du laminage 
entre les cylindres concaves l’épure des pressions généralisées pré- 
sente deux maximums au début de l'élargissement et un minimum au 
centre de la bande (fig. 182, c). 

Sur la fig. 183 sont représentés les résultats de Ja construction 
des extrémales et du calcul des pressions généralisées dont les valeurs 
maximales sont données sur la fig. 182, b. 


Lignes de séparation de l'écoulement du métal. Détermination 
des contraintes longitudinales complémentaires 


Pour déterminer les contraintes longitudinales complémentaires 


Ag apparaissant près des rives de la bande, il faut trouver la coor- 
donnée y = 0,5B — u (début de l'élargissement) (fig. 175, e). 
Examinons le laminage établi avec une réduction non homogène 
du métal en travers de la bande, quand B Ÿ 1,. Dans ce cas, les 
vitesses de déplacement du métal à une distance quelconque de 
l'entrée de la bande dans le foyer de déformation et de sa sortie 
de ce foyer sont égales aux vitesses constantes des parties de la bande 
en dehors de la zone de contact ur m et Uir m (Ur m “<< VII m)- Sur la 
ligne neutre, la vitesse de déplacement du métal est égale à la vitesse 
des cylindres v,, et de plus: y m << Ve << V1] m (fig. 184). La défor- 
mation des frontières d'entrée, de sortie et de la ligne neutre doit 
entraîner l'inégalité des vitesses de l'écoulement et, par conséquent, 
l'inégalité des allongements du métal en différentes sections de la 
bande dans les zones de retard et d'avance, i.e. des contraintes 
longitudinales complémentaires apparaissent dans ces zones. 
A une distance des cylindres égale à peu près à l'épaisseur de la 
bande, les vitesses de déplacement du métal deviennent égales [38]. 
Pour bien fixer les idées, examinons le schéma de laminage de la 
bande représenté sur la fig. 184. La vitesse de déplacement du métal 
par rapport aux cylindres est nulle sur la ligne neutre; pour les 
vitesses relatives des parties de la bande en dehors de la zone de 
contact on à Ur m — Ve < 0, Viim —ve > 0. Divisons la bande 
en x sections transversales y;. Lorsque la réduction du métal croit 
du centre aux rives, la longueur de l'arc d'entraînement augmente, 
par conséquent, les vitesses relatives de l'écoulement du métal 
augmentent (en valeurs absolues). Dans la zone de retard, les vitesses 
relatives v,, — v,. doivent être inférieures à une certaine vitesse 
relative 1 M — v. au centre de la bande et supérieures à Ur m — ve 
dans la section y = 0,5B — u. C'est pourquoi on peut s'attendre 
à voir apparaître sur la frontière de l'entrée, au centre de la bande, 
des contraintes de traction complémentaires qui se transformeront 
en contraintes de compression dans la direction des rives de la 
bande. Des phénomènes identiques ont lieu dans la zone d’avance. 
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La distribution des vitesses relatives permet d'examiner celle 
des allongements relatifs du métak pr ; — pr n dans la zone de retard 
et Lyr j — Mit m dans la zone d'avance et de déterminer approxi- 


Extreémile arrière 


Sens du laminage 


Fxtrémité avant 


Fig, 184. Calcul des contraintes longitudinales complémentaires dues à la 
réduction non homogène du métal en travers de la bande 


mativement les contraintes longitudinales complémentaires Ag sur 
les frontières de l'entrée de la bande dans le foyer de déformation et 
de sa sortie de ce foyer: 


Ag = Ea p Ter , (108) 
Ag3 = Ecpp nn . (109) 


Les allongements dans les équations (108) et (109) sont calculés 
à l’aide des formules 
H (xx, 
BE TD * (110) 


re H (zn, yj) . 
LE EE AE TRTPŸ TÉ (111) 


n— 1 


> H1j+14YJ 
J=1 : 
Him hs 0,5B— u ? 


n— 1 


D UIIj+1Yj 
im = rene , (113) 


(412) 
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AY; = y; —YJ- 


Ainsi, pour choisir les contraintes complémentaires Ag, il faut 
déterminer la ligne neutre. 

Lorsqu'on calcule les pressions spécifiques réelles on peut, compte 
tenu de ce qui a été dit plus haut, déterminer dans chaque section y; 
un point (Zo; y;) Où pr > Pur: 
tandis qu’au point suivant 
(to + AZ, y;) on aura pr << 
<< pr (fig. 185); par con- 
séquent, l'angle neutre se 
trouve à l’intérieur de 
l'intervalle (x,, xs + Ax). 
Ayant déterminé les pres- 
sions spécifiques dans deux 
points situés de part et 
d'autre de l'intervalle 
(Zos To + Az), il est possible 
de trouver par extrapolation 
linéaire le point du maxi- 
mum de la pression spéci- 
fique le long de l'arc 
d'entraînement et, par con- 
séquent, les coordonnées 
(z,, y;) de la ligne neutre 
(on considère que le point 
où pest maximaleet celuide 
la ligne neutre coïncident 
pour le laminage de tôles 
minces). 

Ainsi, on détermine les 
coordonnées de la ligne 
neutre dans chaque sec- 
tion y, du centre de la ban- 
de (y, = 0) jusqu'à la co- 


P 


a 
Sens du { aminage 


ordonnée y; = — a (Z, — Fig. 185. Détermination de la ligne neutre 


2 j et des frontières de la zone d'élargissement 
— Tr] — TZ Sur la rive) 


(fig. 185). 
A partir de la section y; — 2 on commence à chercher le 


point u (z,, y.) du début d'’élargissement. A cet effet, on choisit le 
pas Az suffisamment petit, par exemple, Ar = e, (ici on a pris 
Az = 13/27, e = Az: 10). On calcule en chaque point de la droite 


y = B/2 — 1,/2 les valeurs de pr, Prr et Prrr. Ce point appartient 
à la zone Ï, si 


Pi << Pr << Put, (114) 
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à la zone II, si 


Pn << Pi << Put (115) 

à la zone III, si 
Pin << Ph (116) 
Put < Pure (117) 


Si les inégalités (116), (117) ne sont pas satisfaites en chaque 
point de la section donnée (les points n’appartiennent pas à la 
zone J11), on détermine les coordonnées de la ligne neutre dans 
cette section et on passe à la suivante y; en faisant le pas Ay (ici le 
pas Ay = 1/,/20 dans l'intervalle B/2 — 1,/2 < y < 0,5B) (fig. 185). 

Si en un point (xz,, y) de la section y; = 0,5B — u, on constate 
que la condition (114) se transforme en (116) ou la condition (115) 
en (117), le point (x,, y.) est considéré comme point final de la ligne 
neutre et comme point initial de l'élargissement. 

Ainsi, on détermine les coordonnées de l'intersection de la ligne 
neutre avec des sections données y; de la bande où l’on définit avec 
les formules (108) à (113) les allongements et les contraintes longi- 
tudinales complémentaires Ag, et Ag.. Les points initiaux de l'élar- 


gissement sont donnés en fonction des distributions Ag, et Ag. 

Les frontières de la zone d’élargissement sont déterminées à l’aide 
des inégalités (114) à (117) comme pour la recherche d’un point ini- 
tial de l'élargissement. 

Lorsque la réduction de la bande est homogène et le profil initial 
est rectangulaire (par exemple, si on utilise des cylindres rigides non 
profilés), la zone d'écoulement sera rectangulaire. D’après ce qui 
a été dit plus haut, dans les zones I et II les extrémales parallèles 
à l'axe x seront perpendiculaires aux frontières de l'entrée, de la 
sortie et aux lignes de niveau (lignes d’égales valeurs des fonctions 
généralisées). Dans ce cas, les valeurs des fonctions généralisées (77) 
ne dépendent pas de la coordonnée y, par conséquent, l’épure volu- 
mique des fonctions généralisées est uniforme. En l'absence de 
tractions, la répartition régulière des fonctions généralisées corres- 
pond, en vertu des relations entre les contraintes généralisées et les 
réelles [par exemple, (67) et (69)], à la répartition régulière des 
contraintes q et des pressions spécifiques p réelles, les pressions 
spécifiques étant réparties uniformément le long des frontières de 
l'entrée et de la sortie [condition aux limites (79)], i.e. elles seront 
des lignes de niveau. Alors, les lignes d'écoulement du métal qui 
sont orthogonales aux lignes de niveau des pressions spécifiques 
réelles seront aussi orthogonales aux frontières de l’entrée et de la 
sortie. Par conséquent, dans le cas considéré, le champ d’extréma- 
les du problème variationnel et celui des lignes de niveau des fonc- 
tions généralisées (77) sont identiques aux lignes d'écoulement du 
métal et aux lignes de niveau des pressions spécifiques réelles. Ceci 
étant, la ligne neutre est droite parallele à l’axe y. 
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Si la distribution des tensions spécifiques n'est pas uniforme 
(cas général du laminage), celle des pressions spécifiques le long des 
frontières de la zone d'écoulement n’est pas non plus uniforme, et les 
lignes d'écoulement qui sont orthogonales aux lignes de niveau 
peuvent ne pas être orthogonales aux frontières de la zone d'écoule- 
ment. 

Par conséquent, les extrémales et les lignes de niveau (transver- 
sales) du problème variationnel de la détermination des fonctions 
généralisées (77) ne coïncident pas, en général, avec les lignes d'écou- 
lement d’une fine couche de métal et avec les lignes de niveau des 
pressions spécifiques. 


3. Modèle mathématique de l’écoulement du métal sur 
les surfaces en état de déformation élastique 


Le calcul des pressions spécifiques réelles compte tenu des défor- 
mations élastiques des cylindres de travail et d’appui et d'autres 
éléments d’une cage de laminoir, ainsi que des tensions spécifiques 
avant et arrière peut être réalisé d’après un modèle mathématique 
de laminage à l’aide de calculateurs numériques rapides. Les paramè- 
tres géométriques du foyer de déformation et les contraintes longitu- 
dinales complémentaires agissant sur la bande sont initiaux et 
inconnus, on résout le problème par approximations successives en 
deux étapes à chaque itération. 

La première étape consiste à déterminer les pressions spécifiques 
et les efforts agissant sur les cylindres lorsqu'on connaît les para- 
mètres géométriques du foyer de déformation ; la seconde étape est 
le calcul des paramètres géométriques lorsqu'on connaît les contrain- 
tes de contact et les charges. 

Il importe de commencer la résolution du problème par le calcul 
des paramètres géométriques du foyer de déformation pour des 
cylindres non déformés, i.e. par la définition des frontières de la zone 
d'écoulement et le calcul des valeurs de l'épaisseur de la bande en 
chaque point du foyer de déformation. En connaissant les para- 
mètres géométriques du foyer de déformation et en supposant que les 
contraintes longitudinales complémentaires sont nulles, on déter- 
mine la répartition des contraintes normales et tangentielles sur les 
surfaces rigides des cylindres à l’aide de l'équation d'équilibre tri- 
dimensionnelle (p. 2). 

Il est commode de résoudre le problème par sections choisies 
arbitrairement le long de la table des cylindres (fig. 173). 

Le modèle mathématique du problème volumique de laminage de 
tôles minces est basé sur le modèle décrit dans le chapitre I. Ce 
modèle permet de déterminer pour chaque section (fig. 1) la distri- 
bution des contraintes de contact le long de l'arc de la zone plastique 
du foyer de déformation ainsi que celle de la charge sur l'arc de réta- 
blissement élastique de la bande, de calculer les composantes normales 
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et tangentielles de la résultante de la force et le couple sur l'arc 
d'entraînement, les charges sur le cylindre de travail dues aux cylin- 
dres d’appui et la répartition de la charge sur l’arc de contact des 
cylindres de travail et d'appui. 

Après avoir défini tous les efforts agissant sur les cylindres, on 
calcule pour chaque section la flexion du cylindre d'appui, les 
déformations radiales élastiques des cylindres de travail en contact 
avec la bande, la déformation élastique dans la zone de contact des 
cylindres de travail et d'appui, les angles d'entrée et de sortie de la 
bande du foyer de déformation et la distribution des épaisseurs 
de la bande le long de l’arc d'entraînement. 

Puis, on détermine les lignes de séparation de l'écoulement du 
métal et on trouve la distribution des contraintes longitudinales 
complémentaires dues à la réduction non homogène du métal en 
travers de la bande (p. 2). 

Ensuite, on résout l'équation d'équilibre tridimensionnelle avec 
la condition de plasticité et on détermine la distribution des contrain- 
tes p, q, t sur les surfaces déformées des cylindres, en tenant compte 
des contraintes longitudinales complémentaires. 

La convergence de la solution est définie comme égalité, 
avec une précision donnée, des valeurs maximales de l’épure des 
pressions spécifiques calculées dans les itérations précédente et 
suivante. 

En résolvant le problème volumique par approximations succes- 
sives, on détermine la distribution des charges sur les surfaces défor- 
mées réelles des cylindres et les déformations élastiques des cylindres 
<orrespondant à ces charges. 

Examinons certaines particularités et l’algorithme de résolution 
du problème volumique de Jlaminage de tôles minces. 

On applique sur la zone d'écoulement un treillis dans les nœuds 
duquel on doit déterminer les valeurs des contraintes de contact 
(fig. 173). Lorsqu'on choisit les sections y; le long de la table des 
cylindres, il faut en prendre plusieurs qui soient caractéristiques 
des courbes de distribution des contraintes longitudinales complé- 
mentaires Ag prenant naissance près des rives de la bande. A cet 
effet, trouvons, comme il est indiqué au p. 2, les points u du début 
d'élargissement. La coordonnée yg = 0,5B — u (fig. 173) corres- 
pondant au point uw détermine le choix des épures de répartition des 
contraintes longitudinales complémentaires Ag, et Ag. (34), (35) 
à valeurs nulles si ys = 0,5B — u, y, = 0,5B — 3,5u et à valeurs 
maximales si y; = 0,5B — 2,25u. Pour chaque portion y, — y;, 
Ys — Ya et Yio — Ys de la largeur de la bande, le pas Ay; peut être 
choisi constant. Par exemple, on choisit le pas Ay; = y,/3 pour les 
valeurs ye, Ys, Ya: le pas Ay; = (ys — ya): 4 Pours Ys, Yes Vis Vs; 
le pas u/2 pour ys, Yo (fig. 173). 

Dans chaque section (fig. 1), l'arc Z (&«, — B,, &«, + y.) de la zone 
plastique du foyer de déformation est donné pour des cylindres 
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rigides par les angles 
=; Bi arccos (ao— hi); 1 =0, (118) 


Où do = Ryr + ho. 
Entre la coordonnée courante du point x et la coordonnée angu- 
laire 0 nous avons la relation: 


z— Rico 8. (419) 


Divisons l'arc Ï en parties égales A6 (i — 1 — 28) et, d’après 
l'expression (119), on obtient les pas de calcul Az, = R,, X 
X (cos 8;,, — cos 8;) le long de l'axe x. 

Les angles (118) déterminent les frontières de l'entrée x, — 


— R,, cos (&, — B,) et de la sortie x, — R,, cos . — 0 de la zone 
d'écoulement. 


Dans la première approximation (avec des cylindres rigides), 
l'épaisseur de la bande est en tout point (x;, y;) égale à 


h(zi, ys) = ao — R+r Sin 0. 


La distribution des contraintes p, q, + sur les surfaces non défor- 
mées des cylindres est déduite de l'équation d'équilibre (15) en 
tenant compte de la condition de plasticité (10) avec les conditions 
aux limites: 


à l'entrée 
q (ass y) = Q Lai — Ba), y) = Qi 
à la sortie 


Q (tar Y) = Q Las + Yah, Y] = Ge5 
g(x; 0,5B) = 0. 


Pour cela (selon p. 2), on résout l'équation (76) dans les fonctions 
généralisées et pour des lois concrètes de frottement [par exemple, 
(18) et (19)] on détermine les pressions spécifiques p et les contrain- 
tes q réelles [rapports (10), (67), (69), (71), (73) à (75)]. 

Dans le problème, la courbe de durcissement 6;, (e) a été donnée 
sous la forme d’un tableau contenant 20 valeurs de &e. Les valeurs 
courantes de Æ (x, y) et de o;, (x, y) ont été calculées par interpolation 
linéaire. 

Pour l’arc ZI (œ; + Y1, &2 + y.) de rétablissement élastique de 
la bande (fig. 1) on a adopté une dépendance linéaire entre p et 8: 


2 2) —0 
p(8)=p(u+v) Ha, 


L'angle (&œ: + y.) de la sortie de la bande des cylindres a été 
déterminé à l'aide de l'égalité 


aux rives 


0 = @s + Ye 
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avec 
HT (0 + ve) = H (a+) [1 + SET, 


où H (a; + Y1) Ha est la] variation (rétablissement élasti- 


que) de l’épaisseur de la bande à la sortie des cylindres. 

Les composantes horizontale X, et verticale Z, (Y,) de la force 
résultante et le couple C, sur l'arc Z-II (fig. 1) ont été déterminés 
à l’aide des équations [(24) à (26), ch. 11]; les équations [(30) à (32) 
ch. I)] ont permis de déduire les projections horizontale X, et verti- 
cale Z, (Y 4) de la résultante des contraintes normales P; et tangen- 
tielles 7, ainsi que le couple C;, sur l'arc ZIT (@œ3 — Ps, &s + Y3); 
de contact des cylindres de travail et d'appui. 

La distribution des contraintes normales p, et tangentielles +, 
sur l’arc ZIT, les efforts X,, Zo (Yo) et le couple C, (fig. 1) équilibrant 
la charge extérieure agissant sur le cylindre de travail, les déforma- 
tions radiales des cylindres u,, la flexion du cylindre d'appui Ypp 
et la déformation élastique simultanée des cylindres Ô (rapproche- 
ment de leurs axes) ont été définis d’après le p. 2, ch. Ï. 

Par suite du rapprochement des axes des cylindres de travail et 
d'appui et de la flexion du cylindre d'appui, la distance 7 (y) entre 
l'axe du cylindre de travail et l’axe de la bande est variable (p. 3, 
ch. I): 


& (y) == do — Ô (y) sin Gs + Yapp (ÿ) + CP, 


c'est pourquoi les expressions de l'épaisseur de la bande et de la 
coordonnée courante s'écrivent 


h (0) = ao (y) — [Rer — u9 (8)] sin 8, 
z = [Rrr + u9 (8)] cos 0 = [ao (y) — h (6)] ctg 6. 


La distribution des contraintes p, qg, t sur les surfaces déformées 
des cylindres de travail a été déduite de l'équation d'équilibre (15), 
sous la condition de plasticité (10) et en tenant compte des contraintes 
longitudinales complémentaires Ag et Ag (31), (32), (34), (35). 

Pour calculer les pressions spécifiques réelles compte tenu des 
déformations élastiques des cylindres, on a élaboré un algorithme 
de résolution du problème volumique de laminage de tôles minces. 
Le programme de résolution du problème sur le calculateur 
«Minsk-22» a été rédigé conformément à l’organigramme de la 
fig. 186. 

Les opérations se succèdent dans l’ordre suivant. Après introduc- 
tion des informations initiales concernant les paramètres de la 
bande et du laminoir, on calcule toutes les constantes et tous les 
paramètres constants (bloc 2). 

La résolution du problème commence par la détermination des 
paramètres géométriques du foyer de déformation, les cylindres 
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186 Organigramme de l'algorithme de résolution du problème volu- 
mique du laminage de tôles minces 


étant non déformés, i.e. les déformations radiales des cylindres sont 
considérées nulles, la flexion du cylindre d'appui Ypp — 0, le 
rapprochement des axes des cylindres de travail et d'appui 
ô = 0 (bloc 3). 
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Selon p. 4, on choisit une série de sections y; sur une demi-largeur 
de bande. On détermine pour chaque section les angles d'entrée 
(ac; — B;), de sortie (œ;, + y.) de la bande, les pas de calcul AG;, 
Az; et les valeurs de l'épaisseur H;, dans chaque nœud (x;, y;) du 
treillis de la zone d'écoulement (blocs 4, 5, 6). Les valeurs de H;;, 
ui = 0, Ô — 0, a; (y) — O0 sont mémorisées dans le bloc 9. 

Le bloc Z0 contient un bloc de calcul des fonctions généralisées 
d’après l’algorithme représenté sur la fig. 180. La première approxi- 
mation se fait sans contraintes longitudinales complémentaires Ag 


et Ag (bloc 12). Les paramètres nécessaires du foyer de déformation 
(Æ;;, frontières de l'arc Z, etc.) sont empruntés au bloc 9; les valeurs 
courantes des paramètres géométriques et la valeur de 6,;,(x, y} 
en tout point (x, y) sont calculées à l’aide du bloc ZI d’interpolation 
linéaire. Les valeurs des pressions spécifiques p;; calculées pour 
tous les nœuds du treillis sont transférées dans le bloc 9 à la 
place du fichier {/;,;} (fin de la première étape de la première 
itération). 

Ensuite, on prépare le calcul du déplacement total de la surface 
de contact du cylindre de travail. Les blocs 74 et 15 assurent les 
formations initiales et le transfert des valeurs des pressions spécifi- 
ques et des paramètres nécessaires du foyer de déformation (u,, 6, 
& (y), frontières de l'arc Z) du bloc 9 successivement pour chaque 
section y; à partir de la section y, = (0. 

En vertu du modèle mathématique, on trouve à tour de rôle pour 
chaque section (fig. 1) la distribution des contraintes normales et 
tangentielles sur l’arc ZZ (@; + Y,, & + y.) de rétablissement élasti- 
que de la bande (bloc 76); on calcule les composantes X,, Z, de la 
force résultante et le couple sur l’arc Z-II (&;, — B,, œ:+Y2) (bloc 17), 
les charges sur le cylindre de travail dues au cylindre d'appui; 
on détermine la pression inter-cylindres (bloc 78) et les contraintes 
normales et tangentielles sur l'arc JIT (&œs — Ps, &3 + Ys) (bloc 79). 

Après avoir déterminé tous les efforts agissant sur les cylindres, 
on calcule la flexion du cylindre d'appui, le rapprochement des 
axes des cylindres de travail et d'appui et les déformations radiales 
du cylindre de travail en contact avec la bande (blocs 2, 4). Le 
bloc 4 assure aussi la détermination des frontières de l'arc 1 
(&œ; — 1, & + y) et des valeurs F;; pour chaque section y; corres- 
pondant à la surface déformée du cylindre de travail. 

Le bloc 24 réalise l'impression de tous les résultats nécessaires de 
calcul de chaque section. 

Après le calcul de toutes les sections (bloc 22), on construit un 
nouveau treillis de coordonnées (x?, y5) (fig. 173) correspondant 
à la surface déformée du cylindre (bloc 7). Tous les paramètres 
géométriques du foyer de déformation qui ont été calculés et mémo- 
risés dans le bloc 9 sont recalculés à l’aide du bloc Z1 par interpola- 
tion linéaire pour les nœuds du nouveau treillis de coordonnées 
(bloc 8) et sont remémorisés dans le bloc 9 (fin de la deuxième étape 
de la première itération). 
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D'après p. 2, la zone d'écoulement contient le point u* du début 
de l'élargissement et la ligne neutre. On calcule pour chaque section 
y; de la bande les allongements px (y*), urr (yf), on détermine les 
valeurs moyennes des allongements li m», Mir m et on trouve à l’aide 
des formules (31,), (32), (34), (35) la distribution des contraintes 


longitudinales complémentaires Ag,, Ag:, Ag, Ag (bloc 12). 

Ensuite, on calcule les contraintes p, q, + des surfaces déformées 
des cylindres de travail en tenant compte des contraintes longitudi- 
nales complémentaires (bloc 70). 

La résolution du problème se termine lorsque la différence des 
valeurs maximales de l'épure des pressions spécifiques calculées 
au cours de deux itérations successives devient inférieure à la préci- 
sion donnée (bloc 23). 

A noter que les blocs de calcul de l’état contraint et déformé 
de la section plane des cylindres ont été empruntés au programme 
général du modèle mathématique (fig. 5) décrit au chapitre I. 

La résolution du problème volumique de laminage de tôles 
minces sur Calculateur «Minsk-22» exige un temps-machine considé- 
rable. Ce temps-machine dépend de la précision voulue des calculs 
et des conditions données de laminage, en outre la plus grande partie 
de ce temps est dépensée pour le calcul précis des déformations élasti- 
ques des cylindres du laminoir. 


4. Etude du foyer de déformation tridimensionnel d’après 
le modèle mathématique 


Comparaison des données calculées et des données expérimentales 


Afin de vérifier la validité de la méthode de résolution du problè- 
me volumique proposée, on a comparé les pressions spécifiques cal- 
culées d'après le modèle mathématique, aux solutions théoriques 
connues et aux résultats des expériences effectuées sur la répartition 
des pressions suivant l'arc d'entraînement et en travers de la bande 
laminée. 


On a utilisé le modele mathématique (p. 3) et l’équation de Kàärman-Tséli- 
kov [(15), ch. I] pour la section centrale de la bande (y = 0) pour calculer les 
contraintes p, g, T au cours du laminage de bandes en plomb, en laiton 31-68, 
en aciers à bas carbone et alliés avec et sans tensions. La comparaison des p, 
g, T suivant l’arc d'entrainement pour les deux solutions a montré qu'elles 
sont très proches. 

Lorsqu'on compare les épures des pressions spécifiques calculées d’après 
le modèle mathématique [équations (15), (10), (18)] et l'équation (4) (A. A. Iliou- 
chine {221]) on observe, quelle que soit la nuance de l’alliage, que les pressions 
spécifiques obtenues à l’aide de l'équation (4) sont supérieures à celles obtenues 
avec l'équation (15) et qu’en outre, la ligne neutre de l’épure des pressions spécifi- 
ques est notablement déplacée tant au premier qu’au second cas. On a démontré 
(fig. 172) que dans le laminage de l'acier O8kn (/1, = 4,0 mm, e — 30 %, 

= 0,1) les pressions spécifiques sont de 14,3 % plus grandes et l'angle neutre 
est déplacé de 13,7 % par rapport à l’épure, les premiers résultats étant la solu- 
on de l'équation (4) et l’épure étant calculée à l’aide de l'équation de Kärmàn- 
Tsélikov. 
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L'important déplacement vers le centre de l'arc d'entraînement de pmoz 
calculé à l’aide de l'équation (4) s'explique par le fait qu’on a négligé lors 


de la déduction de cette équation les termes en = : La comparaison qui a été 


faite montre qu’on ne doit pas les négliger en déduisant l'équation d'équilibre 
(15) du système d'équations (11). 

En dégageant les composantes de la longueur de l'arc d'entraînement qui 
sont liées à la déformation plastique du métal Z,, et au rétablissement élastique 
de la bande à sa sortie des cylindres L,:, il faut souligner que le rapport {2/1 
est de 2 % dans le laminage de bandes de plomb (J7, — 10,1 mm; e — 50 %), 
de 3,5 % dans le laminage de bandes d'aluminium (//, = 2,0 mm; e — 50 %), 
de 12,2 % dans le laminage de bandes en laiton JI-68 (/J, — 2,6 mm; e — 40 %) 
et de 20 % dans le laminage de bandes d'acier 08Kkn (/7, = 4,0 mm; e — 30 %,). 
Les résultats obtenus coïncident (dans les limites de précision de l'expérience) 
avec les données expérimentales de W. Lueg, I. G. Astakhov, M. Vater, E. N. Ko- 
sarimov et autres. Lorsque la composante /, croît, la pression exercée sur 
Ja portion du rétablissement élastique de la bande devient plus grande 
aussi. Par conséquent, lorsqu'on calcule les paramètres de force dans le 
laminage d'alliages à durcissement intensif, il faut tenir compte du rétablis- 
sement élastique de la bande à la sortie des cylindres (v. aussi, p. 2, ch. IV). 

Pour étudier l'influence des contraintes longitudinales complémentaires 


Ag sur la non-homogénéité de l’épure des pressions spécifiques en travers de la 
bande, on a choisi les conditions de laminage d'échantillons larges jusqu’à 
100 mm, à faible limite de fluage du métal, pour éviter, autant que possible, 
l'action des déformations élastiques des cylindres et celle des contraintes longitu- 


dinales complémentaires Ag dues à la réduction non homogène du métal sur la 
largeur de la bande. Les conditions de laminage ont été empruntées aux travaux 
de O. A. Tarasenko [195], I. G. Astakhov [193] et W. Lueg [192] qui ont établi 
les épures expérimentales de la Fponuos des pressions spécifiques en travers 
de la bande Hans le laminage de bandes en plomb, laiton JI-68 et aluminium 
sur des laminoirs duo. 

Les calculs opérés d’après le modèle mathématique ont permis de construire 
les épures volumiques des pressions spécifiques p et des contraintes axiales q 
dans la bande, sans déformation des cylindres (réduction homogène du métal 
en travers de la bande) avec et sans contraintes longitudinales complémentai- 


res Ag. 

L'épusé des pressions spécifique calculée sans tenir compte des contrain- 
tes Ag (fig. 187, a) a ceci de particulier qu'elle présente des discontinuités dans 
les valeurs des pressions spécifiques en quatre points anguleux de la zone d'écou- 
lement, i.e. aux points d'interséction des frontières latérales et des frontières 
d'entrée et de sortie des bandes. En outre, les épures des pressions spécifiques 
sont uniformes au centre de la bande et présentent une chute de pressions vers 
les rives: les épures volumiques ne présentent pas deux maximums près des 


rives si _ > 4, tandis qu'on les observe dans les épures expérimentales (v. plus 


loin). 
Les sauts des conditions aux limites s'expliquent par le fait qu'en vertu de 
la condition de plasticité (10) les pressions spécifiques p; = VE 61 doivent 


être données à l'entrée et à la sortie de la bande, et p; — 6;, aux frontières 
latérales. Les sauts enregistrés sont supérieurs à la sortie de la bande qu'à l’en- 
trée à cause du durcissement du métal. : 

En tenant compte des contraintes complémentaires Ag et en utilisant 
les formules (34) et (35) on supprime totalement les sauts des conditions 
aux limites en diminuant les pressions aux endroits de traction et en 


: | À . B 
les augmentant aux endroits de compression; ceci étant, si Fa > 4, 
a 
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les épures des pressions spécifiques et contraintes q présentent deux maximums 
près des rives (fig. 187, ). 

La comparaison des épures volumiques de p et qg obtenues par W. Lueg 
d'après des données expérimentales relatives au laminage d’échantillons en 
aluminium, larges de 30 mm (fig. 188, a) et de celles calculées en tenant compte 


des contraintes Ag (fig. 188, b) montre qu'elles coïncident tant qualitativement 
que quantitativement. Il est intéressant de noter que les épures volumiques de la 


Centre de la bande | Centre dela bande 


Jens du laminage 


Fig. 189. Lignes d'écoulement du métal et lignes de niveau des pressions 
spécifiques : 
a — selon W. Lueg [192]: b — calculées; les épures correspondantes des pressions spécifiques 
sont représentées sur la fig. 188 


répartition de g sur les frontières d'entrée et de sortie qu’elles soient expérimen- 
tales ou calculées sont négatives aux bords de la bande (contraintes longitudi- 


nales complémentaires de traction Ag), diminuent vers le centre de la bande et 
deviennent positives (contraintes longitudinales complémentaires de compres- 


sion Ag). Les valeurs des contraintes complémentaires de traction et _de compres- 


sion Ag, à la sortie de la bande sont supérieures aux contraintes Ag à l'entrée 
C2 et (35) par suite du durcissement du métal. Les contraintes complémentaires 
e compression à l'entrée et à la sortie présentent des maximums près du centre 


de la bande. En vertu de la répartition des contraintes complémentaires Ag 
et de la condition de plasticité (10) les pressions spécifiques aux frontières 
d'entrée et de sortie de la bande croissent à partir de certaines valeurs inférieures 


à ss ou sur les rives (ces valeurs sont égales à o;, dans l'épure calculée: 
fig. 188, b; elles n’ont pas été mesurées dans l'épure expérimentale et sont repré- 
sentées en traits interrompus sur la fig. 188, a), sont égales à Æ Gjaux endroits 
où les contraintes de traction deviennent de com on augmentent 


jusqu'aux valeurs maximales qui sont supérieures à —— 0;,. Les deux maximums 
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de l'épure des pressions spécifiques, que l’on observe près du centre de la bande 
se confondent pratiquement en un seul (fig. 188, b) qui correspond au maximum 
de l’épure volumique des contraintes q. 

D'après l’épure volumique des pressions spécifiques (fig. 188, a), W. Lueg 
[192] a dressé un tableau approximatif de l'écoulement du métal dans le foyer 
de déformation par rapport aux surfaces des cylindres (fig. 189, a). Il a admis 
que les lignes d'écoulement du métal sont orthogonales aux lignes de niveau 
lignes d'équipression). On a établi de la même façon le tableau du champ 

es lignes d'écoulement (fig. 189, b) d’après les lignes de niveau de l’épure volu- 
mique calculée des pressions spécifiques représentée sur la fig. 188. La compa- 
raison des champs des lignes de niveau et des lignes d'écoulement obtenus expé- 
rimentalement et par le calcul (fig. 189) montre une ressemblance qualitative. 
On ne relève de différence que près de la rive de la bande, là, où les pressions 
Ride n'ont de été mesurées au cours de l'expérience, et là, où les lignes 

écoulement et de niveau (fig. 189, a) ont été construites probablement par 
extrapolation jusqu'à la rive de la bande. 

Les frontières de la zone d'écoulement n'étant pas des lignes de niveau 
(fig. 188), les lignes d'écoulement qui sont orthogonales aux lignes de niveau 
ne sont pas en général orthogonales aux frontières (fig. 189) 

On a déjà dit plus haut (p. 2) que les frontières de la zone d'écoulement sont 
orthogonaies aux extrémales du problème variationnel de détermination des 
fonctions généralisées (77). 

Au cours du laminage réel, la naissance des contraintes longitudinales com- 
plémentaires et le durcissement du métal entraînent une non-uniformité de la 
répartition des pressions le long des frontières de la zone d'écoulement. Par 
conséquent, les extrémales et les lignes de niveau du problème variationnel ne 
coïncideront pas avec les ne d'écoulement du métal et les lignes de niveau 
des pressions spécifiques réelles. 


Influence des dimensions du foyer de déformation et 
de la réduction sur la non-uniformité de l'épure 
des pressions spécifiques en travers de la bande 


La théorie et le calcul montrent que la distance uw du point de 
début de l'élargissement est directement liée à la longueur de l'arc 
d'entraînement, et qu'en outre elle peut différer de 10 à 15 % par 


rapport à = en fonction des conditions de laminage. Aussi la donnée 


des contraintes complémentaires de traction et de compression Ag, 


et Ag, moyennant les formules (34) et (35) dans lesquelles figurent 
le paramètre u et la largeur de la bande B est-elle déterminée par le 
facteur géométrique du foyer de déformation B/L,. 

D'après les épures volumiques de répartition de p et q calculées 
à la base du modèle mathématique avec et sans contraintes complé- 


mentaires Ag, on a établi les épures de répartition de p,.. sur l'arc 
d'entraînement et de g».- en travers de la bande (fig. 190, 191) 
pour les conditions de laminage des bandes de plomb et de laiton 
JI-68. La comparaison des épures de Pmax @t de {max Montre qu'aux 
maximums de ces épures les valeurs de p calculées avec les contraintes 
Ag (courbes 1) dépassent de 10 % environ les valeurs respectives 
de p obtenues sans Ag (courbes 2); les valeurs de q calculées avec et 


sans Ag diffèrent de 11 à 14 % (courbes 3, 4). Au centre de la bande, 
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Pmax: fmox, MN/mE(kgf/mmi) 


-75 0 75 -50 0 50 -25 0 25 
6, mm 5, mm 6,mm 


Fig. 190. Répartition des pressions spécifiques maximales Pmax et des 
contraintes longitudinales maximales gmax en travers de la bande: 
a — B — 150 mm; b — 100; ce — 50; 1,3 — Pmax © max calculées compte tenu des con. 


traintes complémentaires Ag; 2, 4 — sans tenir compte de Ag: 5 — p,,,, expérimentale [195] 


(calcul pour des conditions de laminage selon O. A. Tarasenko {53, p. 623]: laminoir duo; 
R}r = 130 mm: matière de la bande: plomb; H, — 10,1 mm; e =: 50 %) 


Pmaxs Qmaz, MN/m2(kgr/mm 2) 
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Fig. 191. Répartition de Pmax €êt de {ma+ en travers de la bande: 
a— B=36mm;b—20; 1, 5—P,j4x et Annx calculées en tenant compte des contraintes 


complémentaires Ag; 2, 4 — sans tenir compte de Ag; 5 — p,,,- expérimentale [193] (calcul 
pour des conditions de laminage selon I. G. Astakhov [193]: laminoir duo: R,,"= 75 mm; 
matière de la bande: laiton JI-68 ; H, = 2,6 mm; e = 40 % pp = 0,2) 


où les contraintes complémentaires Ag (fig. 190, a, b; fig. 191, a) 
sont nulles, les valeurs calculées pour les deux cas coïncident. 
Les épures de répartition de p,,, en travers de la bande établies 
en tenant compte des contraintes Ag pour B < 100 mm coïncident 
dans les limites de précision des méthodes de calcul et expérimentale 
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avec les épures de Pma+- obtenues par O. A. Tarasenko [195] et 
I. G. Astakhov [193] d’après les données des expériences (fig. 190,b, c, 
courbe 5; fig. 191, a, courbe 5). 

Lorsque la largeur de la bande augmente (fig. 190, a) on constate 
un accroissement de 12,5 % des valeurs des pressions spécifiques et 
un important déplacement vers le centre de la bande, des maximums 
de l’épure expérimentale de p,.. par rapport à l'épure de Qmax 
calculée ‘en tenant compte des contraintes complémentaires Ag. 
L'écart des valeurs expérimentales par rapport à celles obtenues par 


2, MN/m(kgf/mm?) 
740(14) 


720(12) 
/00(10) 
80(8) 
60 (6) | 


40(4; 


20(2) 
- 50 50 
8, mm 


Fig. 192. Répartition des pressions spécifiques maximales en travers da 
la bande: 
a— 73 =100 mm; b—50 ; 1et2—p,.,, calculée avec et sans prise en compte de Ag (E = 
= 50 %); 3 et 4 — idem pour 8 == 40 % (conditions de laminage: laminoir duo; R},, = 
= 30 mm: matière de la bande: plomb; H, = 4 mm) 


le calcul est lié au fait que lorsque la largeur de la bande croît et la 
réduction est de l’ordre de 50 %, les cylindres fléchissent sensible- 


ment et des contraintes longitudinales complémentaires Ag dues 
à la réduction non homogène du métal en travers de la bande com- 
mencent à se faire sentir. 

Quand la largeur de la bande diminue (fig. 190, b, c), les maxi- 
mums des épures de Pmax 8t d8 {max 38 rapprochent pour se confondre 
(pour B = 50 mm) en un seul maximum au centre de la bande. Ce 
qu'on explique par le fait que si la largeur de la bande diminue, les 
zones d'élargissement, et par conséquent, les zones d'action des con- 


traintes de traction et de compression Ag se rapprochent. Pour 
B!i, = 3,5, les zones des contraintes complémentaires de compres- 


sion Ag agissant sur les deux moitiés de la bande se touchent pour 
se confondre en cas d’une diminution ultérieure de la bande. Selon 
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les calculs, l'épure de répartition des pressions spécifiques a un seul 
maximum au centre de la bande pour un rapport B/l, < 2,25. 
Lorsque l'épaisseur initiale ‘de la bande diminue (par suite de 
l'augmentation de /,/H,,) et que les autres conditions soient les 
mêmes (fig. 192, a, b, courbes 1), les pressions spécifiques croissent et 
leur répartition non homogène en travers de la bande devient plus 
prononcée parce que les maximums augmentent près des rives el se 
déplacent vers les rives. Le déplacement des maximums des 
pressions spécifiques dû à la diminution de l'épaisseur initiale de la 
bande s'explique par la diminution de la longueur de l'arc d’entrai- 
nement, par la diminution correspondante de la distance u, et, par 
conséquent, par les déplacements des zones d'action des contraintes 


complémentaires de surpression Ag vers les rives de la bande. 

Quand la réduction relative de la bande diminue (fig. 192, a,b, 
courbes 3), la répartition non homogène des pressions spécifiques 
sur la surface de contact devient moins prononcée et les maximums 
de l’épure de p,,,. se rapprochent des rives de la bande par suite du 
déplacement respectif des zones d'action des contraintes de compres- 
sion Ag. 

Les résultats obtenus en étudiant l'influence du facteur géométri- 
que B/l, et de la réduction relative sur la répartition non uniforme 
des pressions spécifiques en travers de la bande concordent avec ceux 
des expériences de V. P. Severdenko et I. S. Leus [199] sur le laminage 
des bandes de laiton JI-62 de différentes épaisseurs, largeurs et 
réductions relatives. 


Influence des déformations élastiques des cylindres et 
de la non-uniformité de la réduction sur la répartition 
de la pression spécifique en travers de la bande 


Lorsqu'on lamine des bandes larges (B/1, = 10), les déformations 
élastiques (flexion et compression radiale) des cylindres liées directe- 
ment au facteur géométrique B/L (L : longueur de la table du cylin- 
dre) influent notablement sur la non-uniformité de la répartition des 
pressions spécifiques. 

Quand le laminage se fait sur des laminoirs quarto, la flexion du 
cylindre d'appui, la compression élastique en contact des cylindres 
de travail et d'appui et les déformations radiales du cylindre de 
travail en contact avec la bande sont à l’origine de la non-uniformité 
de la réduction du métal en travers de la bande qui a pour conséquence 
d'engendrer des contraintes complémentaires de traction et de com- 
pression Ag. 

Pour étudier l'influence des déformations élastiques des cylindres 


et des contraintes longitudinales complémentaires Ag et Ag sur la 
non-uniformité de la répartition des pressions spécifiques sur la 
surface de contact, on a résolu le problème volumique avec des condi- 
tions de laminage empruntées aux expériences de l’auteur et de 
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A. V. Zinoviev [39]. Les calculs ont été faits pour les conditions 
de laminage de l'aluminium A-1M sur un laminoir quarto <emi- 
industriel 205/360 X 500 mm [coefficients de Poisson pour la matière 
des cylindres de travail et d'appui vs, = Vapp — 0,28, modules 
d’élasticité Æ,, = Eopp — 220 GN/m° (2,2-10° kgflcm®) en révime: 
B = 240 mm, H, = 1,91 mm, H,: = 1,21 mm, e = 36,7 w: les 
tensions avant et arrière q, = g — Ü. La courbe expérimentale du 


P, MN/mE(kgf/mm 2) 4g; / GfLe 


CNE à 
220 (22) À 
D lo 


760 (16) - OTS 
4q2/ Gfl.e 
0,2 
160 (14) UE 
0 
700 (10) - 01 
8/2=120mm 0 


4 
8/2=120mm 0 


Fig. 193. Non-uniformité de l’épure des pressions [spécifiques en: travers 
de la bande (a) et répartition des contraintes longitudinales complémentaires 


Ag, à l'entrée (b) et Ag: à la sortie (c) 


durcissement par déformation [39] a été donnée sous la forme d'un 
tableau de Oyi (e). Le coefficient de frottement u — 0,092 a été 
choisi d’après les données de A. V. Trétiakov [70]. 

Dans la première variante, on a calculé les pressions spécifiques 


en tenant compte des contraintes longitudinales complémentaires Ag 
en supposant que les cylindres ne sont pas déformés (réduction homo- 
gène du métal en travers de la bande; contraintes complémentaires 
Ag = 0). La répartition des pressions spécifiques présente (fig. 193) 
un caractère uniforme au milieu de la bande, deux maximums à une 
distance de 10,25 mm des rives et une chute de pressions des maxi- 
mums vers les rives de la bande. Les pressions spécifiques maximales 
au milieu de la bande sont : 202 AN/m° (20,2 kgf/mm®), aux points 


D,9/ 
3,4 


des maximums de l’épure 233 MN/m° (23,3 kgf/mm”), aux rives de 
la bande 118,8 MN/m*° (11,88 kgf/mm*). La répartition des pressions 
spécifiques en travers de la bahde correspond à la répartition des 


contraintes complémentaires de traction et de compression Ag, 
et Ag, agissant respectivement sur la frontière d'entrée et sur celle 
de sortie. 

Sur la figure 193 sont représentées les épures des contraintes Aq 
et Ag, rapportées à la limite de fluage du métal à l'entrée de la bande 
Ogre = 43 MNim? (4,3 kgflmm*). Il est caractéristique que, par 
suite du durcissement du mé- 


tal aux points correspondant Yep. A 

aux maximums, les valeurs | 
des contraintes Ag, dépassent ONE ESS 
celles des contraintes Ag, de Ur 

Ofi.s/Ofies Soit plus du double. 25 | 
La composante de l'arc d'en- ET _ De 


traînement dans la zone de 
déformation plastique et la 
longueur de tout l'arc d'’en- 
traînement (compte tenu du 
rétablissement élastique de la 


20 
L,MN/mEt(kgf/mm) 
220 (22) 


bande) sont respectivement  740{14) 

Lay = 9,08 mm et l, = 9,97 mm. 

Les angles qui caractérisent /797(10) 

l'entrée, la sortie et la ligne -120 0 120 
neutre sont , respectivement RP 

Lé « LU (e) ’ 

géo5a/ à 6405, 9045 et Fig. 194. Influence de la flexion du cy- 


Dans la deuxième varian- 
te, on s’est occupé de la répar- 
tition des pressions spécifiques 


lindre d'appui y,n (a) et du rapproche- 

ment non uniforme des axes des cylindres 

de travail et d'appui & (b) sur la répar- 

tition des pressions spécifiques en tra- 
vers de Ja bande (r) 


sur la surface de contact en 
tenant compte de la flexion 
du cylindre d’appui et de la non-uniformité de la compression 
élastique dans la zone de contact des cylindres de travail et 
d'appui; les contraintes longitudinales complémentaires Ag, 
et Ag, ont été négligées. Les pressions spécifiques sont réparties 
sur la largeur de la bande en fonction de la flexion du cylindre de 
travail (fig. 194), cette dernière étant la somme de la flexion du cylin- 
dre d’appui et du rapprochement irrégulier des axes des cylindres de 
travail et d'appui. La flèche du cylindre d'appuiest yep = 0,0083mm 
(valeur expérimentale : 0,01 mm [39]). La répartition de la pression 
inter-cylindres et le rapprochement correspondant des axes des 
cylindres de travail et d'appui présentent dans ce cas un maximum au 
centre de la bande. Les rapprochements des axes au centre et aux 
rives de la bande sont respectivement de 0,0258 et 0,0216 mm (valeurs 
expérimentales : 0,021 et 0.017 mm). Donc, la flexion du cylindre 
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de travail est supérieure à celle du cylindre d'appui. Les pressions 
spécifiques maximales augmentent de 193 MN/m? (19,3 kgf/mm°) 
au centre de la bande jusqu’à 205 MN/m? (20,5 kgf/cm°?) au début 
de l'élargissement à une distance de 4,55 mm des rives, puis dimi- 
nuent jusqu'à 118,8 MN/m° (11,88 kgf/mm*). La différence d’épais- 
seurs transversale de la bande sortant est de 16 u. La ligne neutre 
s’incurve vers l’entrée de la bande, du centre aux rives. 

Dans la troisième variante on a résolu le problème en tenant 
compte de la flexion du cylindre d'appui, du rapprochement des 
axes des cylindres de travail et d'appui, de la compression élasti- 
que du cylindre de travail en contact avec la bande et des contraintes 
longitudinales complémentaires Ag et Ag. 

A la première itération on a déterminé la répartition des pres- 
sions spécifiques, les cylindres étant non déformés et les contraintes 
Ag et Ag négligées. L'épure des pressions spécifiques est uniforme 
au milieu de la bande et accuse une chute brusque du début de l’élar- 
gissement jusqu'aux rives. Les déformations élastiques des cylindres 
(sur la ligne de centres) qui correspondent à la répartition des pres- 
sions spécifiques obtenues sont: flèche du cylindre d'appui 
Yapp —= 0,0083 mm; rapprochement des axes des cylindres de tra- 
vail et d'appui au centre et aux rives : 0,0258 et 0,0216 mm respecti- 
vement ; déformation radiale du cylindre de travail en contact avec 
la bande: 12,3 pu 

A la deuxième itération on a déterminé la répartition des pres- 
sions spécifiques sur la surface déformée du cylindre de travail en 


tenant compte des contraintes complémentaires Ag et Ag. L'épure 
de répartition des pressions spécifiques maximales accuse un mini- 
mum de 123 MN/m? (12,3 kgf/mm*?) au centre de la bande et deux 
maximums nettement prononcés de 289 MAN/m? (28,9 kgf/mm®) 
à 14,6 mm près des rives. 

A la quatrième itération on obtient la solution du problème avec 
la précision donnée, i.e.on réalise l'équilibre entre les efforts agissant 
sur les cylindres et les déformatinos élastiques de ces derniers. 

Les pressions spécifiques sont réparties sur les surfaces actives 
réelles des cylindres (fig. 195) en fonction de la répartition de la 
réduction du métal et de celle des contraintes complémentaires de 
traction et de compression Ag et Ag. 

Sur la fig. 195, b sont représentées les composantes de la déforma- 
tion élastique des cylindres de travail et d'appui ainsi que la généra- 
trice active du cylindre de travail obtenue par superposition de ces 
composantes. La répartition de la compression élastique du cylindre 
de travail inférieur est fonction de celle des pressions spécifiques sur 
la surface de contact. Les déformations radiales (sur la ligne de 
centres des cylindres) augmentent de 6,7 u (expérience: 6,0 pu) au 
centre de la bande jusqu'aux valeurs maximales de 14,3 pu (expé- 
rience : 16,8 1) à 14,2 mm près des rives, puis diminuent jusqu’à 6,0 ui. 
L'épure de la pression inter-cylindres et l’épure correspondante du 
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rapprochement des axes des cylindres de travail et d'appui ont un 
maximum au centre de la bande de sorte que la flexion du cylindre 
de travail est supérieure à celle du cylindre d'appui. La compres- 
sion élastique des cylindres de travail inférieurs contribue à dimi- 
nuer la différence d’épaisseurs transversale sans toutefois totale- 
ment compenser la flexion des cylindres de travail. La génératrice 
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Fig. 195. Répartition des pressions spécifiques maximales et des défor- 
mations élastiques des cylindres en travers de la bande (courbes en traits pleins: 
données du calcul : courbes en traits interrompus : données expérimentales [39)]) : 


a — pression spécifique maximale (à gauche) et déformation radiale du cylindre de travail 
inférieur (à droite): b — génératrice active du cylindre de travail (1): rapprochement des 
axes des cylindres de travail et d’appui (2) et flexion du cylindre d'appui (3) 


active du cylindre de travail est formée par la somme des déforma- 
tions élastiques dont la flexion du cylindre d'appui fait 19,8 %, 
le rapprochement des axes des cylindres 65,2 % et les déformations 
radiales du cylindre de travail inférieur à 15 % (au centre de la 
bande) tandis qu'aux endroits du début d’élargissement ces valeurs 
sont égales respectivement à 13,7 ; 55 et 31,3 %. La différence d’épais- 
seur de la bande sortant des cylindres (différence entre les épaisseurs 
au centre et au début de l'élargissement) est de 7,4 p. 

Ceci confirme les données des expériences [39] sur le rôle détermi- 
nant qui, dans la formation du profil transversal de la bande, revient 


347 


à la compression élastique non uniforme au contact du cylindre de 
travail et du cylindre d'appui qui encaisse plus de 50 % de la somme 
des déformations élastiques des cylindres. Ceci confirme également 
que la compression radiale non uniforme des cylindres en contact 
avec la bande correspondant à la répartition de la pression spécifi- 
que suivant la largeur de la bande compense dans une certaine mesure 
la flexion du cylindre de travail et, par conséquent, contribue 
à réduire la différence d'épaisseurs transversale. 

La répartition des pressions spécifiques n’est pas uniforme {ant 
dans le sens du laminage que dans le sens transversal. La ligne neutre 
est convexe vers le sens du laminage, aussi les maximums de l'épure 
des pressions spécifiques en travers de la bande sont-ils répartis 
à des distances différentes [(0,23 à 0,21) Z,] de la ligne de centres des 
cylindres. 

L'étude de la position de la ligne neutre en travers de la bande— 
étude faite à chaque itération pendant la résolution du problème — 
montre que cette position est très sensible à la réduction du métal 
dans le foyer de déformation et des contraintes complémentaires de 
traction et de compression. L’accroissement et le décroissement 
de la réduction du métal entraînent une incurvation de la ligne 
neutre respectivement vers l’entrée et la sortie. Lorsque la réduction 
du métal augmente dans le sens des rives de la bande, la longueur de 
l'arc d'entraînement croît de 12,213 mm au centre de la bande 
jusqu’à 12.256 mm aux endroits correspondant aux maximums 
des pressions spécifiques. 

La répartition des pressions spécifiques maximales sur la largeur 
de la bande a un minimum de 140 MN/m° (14,0 kgf/mm®) [expérience : 
116 MN/m*° (11,6 kgf/mm®)] au centre de la bande et deux maximums 
de 282 MN/m° (28,2 kgf/mm?) (expérience : 290 MN/m? (29,0 kgf/mm®)] 
à 14,2 mm (expérience : 20 mm) près des rives de la bande (fig. 195). 

Les trois variantes de résolution du problème volumique montrent 
que lorsqu'on lamine des bandes larges, la répartition des contraintes 
longitudinales complémentaires Ag dues à la réduction non uniforme 
du métal en travers de la bande exerce une grande influence sur la 
non-uniformité de celle des pressions spécifiques et des déformations 
élastiques des cylindres dans le sens transversal. Pour les conditions 
données de laminage, le calcul a donné les valeurs suivantes pour les 
contraintes longitudinales : —0,40,,. et —0,2 6,1. à l'entrée et à la 
sortie de la bande en son centre; +0,50,,. et +0,350,,, à l'entrée 
et à la sortie aux points correspondant aux maximums de l’épure 
des pressions spécifiques. 


CHAPITRE VIII 


SIMULATION ANALOGIQUE DE CERTAINS 
PROBLÈMES DE LAMINAGE *) 


Lorsqu'on fait une étude complexe du laminage continu, les 
calculs sur ordinateur numérique exigent un temps-machine considé- 
rable surtout lorsqu'il s’agit de déterminer les régimes technologiques 
optimaux. On voit donc tout l'intérêt que présentent les calcula- 
teurs analogiques [243] qui permettent, en outre, d'étudier les 
processus transitoires qui se déroulent dans le laminoir et d'appré- 
cier les régimes de laminage choisis du point de vue de leur stabilité 
et de leur dynamique [36]. 


1. Modèle analogique du foyer de déformation dans 
le laminage des tôles minces 


Les calculateurs analogiques sont plus rapides que les numéri- 
ques. mais la précision des calculs y est assez basse, de l’ordre de 
1 à 3 %. En outre les performances limitées des calculateurs de série 
impliquent d'importantes simplifications du modèle mathématique 
de laminage ce qui réduit davantage la précision des calculs. Pour 
tester leurs possibilités dans le calcul des paramètres énergétiques 
et de force du laminage, on a réalisé un modèle analogique (électro- 
nique) du foyer de déformation du laminoir à tôles. 

Pour équation de base dans l’étude du foyer de déformation sur 
calculateurs analogiques on a pris l'équation d'équilibre d’Oro- 
van [40]: 

= 2Rp sin0 + 2Rtcos0, (1) 
où 7 est la force horizontale agissant sur une unité de largeur de 
la bande dans l’emprise des cylindres (T = qH);: 

q, la contrainte axiale moyenne sur la section examinée dans le 

foyer de déformation; 

6, la coordonnée angulaire courante du point dans le foyer de 

déformation. 

L'équation (1) se résout assez facilement sur les calculateurs 
analogiques. 


*) Travaux réalisés en collaboration avec V. V. Lourié et A. P. Alechine. 
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Considérant que le glissement s'opère le long de l’arc de contact 
tout entier (t = up) et tenant compte de la condition de plasticité 
sous la forme p = qg +2, D. R. Bland et H. Ford [110] ont 
abouti à l'équation 


D L2R (9 + 2teis) (sin 0 + cos 0). (2) 

Après une série ” transformations, l'équation (2) peut être écrite 
d 

= Ed ———  [2tr sin 0 + pu (g+ 2Tcis) cos 6], (8) 


où T,;, eSt la résistance au cisaillement pur;- 

a — Ra* est la distance entre l’axe de la bande et l’axe du cylindre. 

À noter que l'équation d'équilibre d'Orovan avecles hypothèses 
de Bland et de Ford coïncide aux transformations algébriques près 
avec l'équation de A. I. Tsélikov [(15), ch. I]. Le choix de l'équation 
d'Orovan s'explique par le fait que cette forme d'écriture de l’équa- 
tion d'équilibre est plus commode pour sa composition sur calcula- 
teur analogique. 

Sachant que la précision des calculs sur calculateur analogique 
est assez faible et que l’angle 6 correspondant à l’arc d'entraînement 
ne dépasse pas 5 à 10° au cours du laminage réel, on peut admettre 
dans l'équation (3) que 


sin 0 — 0; cos 6 = 1. 
Alors, l'équation Su s'écrit en définitive 


dqg _ 


d0 a*—cosb [2Teis 0 + pu (g + 2Teis)]. (4) 


On a réalisé la simulation sur un calculateur analogique de 
série MH-7. 

L'équation (4) étant exprimée par rapport à la tension on peut, 
lorsqu'on étudie un laminoir multicages, appliquer directement la 
tension électrique correspondant à la tension de la bande sortant 
d'une cage à l’entrée du modèle de la cage suivante. La variable 
indépendante de l’équation (4) est l'angle 60. Ceci s'explique par le 
fait que l’angle 6 est la seule variable qui varie linéairement en 
fonction du temps et elle est facile à simuler sous forme d’une tension 
qui varie linéairement sur un intégrateur. 

Le schéma de principe d’un modèle analogique du foyer de défor- 
mation est représenté sur la fig. 196. 

La simulation du régime de laminage à tensions données se fait 
par approximations successives en choisissant la valeur de l'angle 
neutre y (AN2) (47, 2401. 

La limite de fluage est supposée variable le long de l’arc d’entraf- 
nement (on utilise les dépendances expérimentales) et est composée 
sur le bloc de non-linéarité (BNL-1). Pour la deuxième et les autres 
cages, la variation de la limite de fluage est pratiquement considérée 
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Fig. 196. Schéma du modele électronique d'une cage 
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Fig. 197. Schéma synoptique’du modèle électronique d'un laminoir à quatre cages 
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linéaire. La relation (a* — cos 8)-! qui caractérise l'épaisseur de la 
bande dans la section 6 est aussi composée sur un bloc de non-linéa- 
rité (BNL-3). 

La valeur initiale de l'angle 6 = 6, dépend de la condition 
initiale (CI5) introduite dans intégrateur 15 et l'angle varie à partir 
de cette ivaleur initiale jusqu'à zéro. 

Lorsque l'angle 6 devient égal à l’angle neutre Y (la comparaison 
est réalisée par l'amplificateur [17])), le ‘relais P9 s'enclenche et les 
contacts 1-3 font les commutations qui transposent le modèle de la 
zone de retard dans la zone d'avance. Quand l'angle 6 devient nul, 
le relais P1 s’enclenche en coupant le circuit d'intégration de l’équa- 
tion (4) (contact 1P1) d’une part et en produisant, d'autre part, un 
signal « démarrage », en cas de simulation d’un laminoir multicages, 
qui attaque le modèle de la cage suivante. Le relais P2 de la cage 
suivante s'enclenche simultanément. 

a Le schéma de couplage des modèles des cages ainsi que le circuit 
de sortie des valeurs courantes des contraintes de contact obtenues 
au cours de résolution sont représentés sur la fig. 197. 

On a utilisé en qualité de relais de commutation des relais P3C-9 
et PAC-15 dont la résistance des enroulements permet de les brancher 
directement sur la sortie des amplificateurs opérationnels. 


2. Modèle analogique statique d’un laminoir continu 
à quatre cages 


Le modèle analogique du foyer de déformation d'une cage décrit 
ci-dessus permet de faire le calcul d’un nombre voulu de cages d’un 
laminoir continu en couplant les modèles par l'intermédiaire de la 
tension. Le modèle de chaque cage est composé sur un calculateur 
analogique MIH-7. Pourtant, il s'avère impossible de déterminer les 
efforts et le couple de laminage ni d'étudier le laminage à coeffi- 
cient de frottement variable suivant l'arc de contact parce que tous 
les dix-sept amplificateurs de la machine MH-7 (modèle du foyer de 
déformation d'une cage) se trouvent occupés (fig. 196). 

D'autre part, il est facile de noter que cette conception permet 
d'utiliser dans tous les ordinateurs des blocs de calcul identiques, 
réglés de la même manière, et susceptibles d’être employés à maintes 
reprises sous la condition d’une commutation adéquate. Par consé- 
quent, lorsqu'on simule un laminoir continu on peut réduire Île 
nombre d’amplificateurs opérationnels en introduisant un disposi- 
tif de commutation complémentaire. 

En outre, si l’on ne se donne pas le durcissement de la matière 
comme une fonction de l'angle 6, mais comme une fonction de la 
valeur courante de la réduction, on évite de réaccorder les blocs 
de non-linéarité ©,, (8) de chaque cage pour chaque nouveau régime 
de réductions. En ce cas on ne doit avoir qu’un seul bloc de non- 
linéarité o,,(e) accordé sur une nuance donnée du métal à laminer. 
Lorsqu'on fait les calculs pour une autre matière on ne fait que rempla- 
cer ce bloc. 
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Sur la figure 198 est représenté le schéma structural du modèle 
de la i-ième cage d’un laminoir continu. Le schéma est conçu suivant 
le principe suivant: intégration de l'équation (4), détermination 
de la valeur courante de la réduction et de la limite de fluage de la 
bande ainsi que de la loi de frottement pour toutes les cages à l’aide 
des mêmes blocs de calcul; détermination de la valeur courante de 
l'angle 0 ; calcul de la force et du couple de laminage pour chaque 
cage par ses propres blocs de calcul. Cette dernière circonstance est 
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Fig. 198 Schéma structural du modèle électronique de la i-ième cage. 


liée au fait qu'il est impossible de réaliser une commutation instan- 
tanée des conditions initiales sur les intégrateurs qui donnent les 
valeurs de 6, P, C. 

Les blocs Z à 6 (fig. 198) résolvent l'équation (4). Comme celle-ci 
est exprimée par rapport à la tension q, la tension électrique agis- 
sant sur l’intégrateur Z et correspondant à la tension avant de Ia 
bande est, après l'intégration dans la (i — 1)-ième cage. prise pour 
condition initiale sur l’intégrateur Z lorsque l'équation (4) est réso- 
lue pour la i-ième cage. 

La valeur courante de l’angle 6 permet de déterminer l'épaisseur 
de la bande dans la section 8 (blocs 77, 18), la valeur courante de la 
réduction relative (blocs 79, 20) et la limite de fluage de la matiere 
de la bande (bloc 27). En même temps, est déterminé le coefficient 
de frottement u (8) (bloc 7). 

L'instant où l’angle 6 devient nul (fin d'intégration de l’équa- 
tion (4), sortie du métal des cylindres) est enregistré par le marqueur 
de zéro (bloc 74) qui produit un signal d’enclenchement du dispositif 
de commutation (bloc 75). Ce dernier commute les conditions ini- 
tiales, qui caractérisent le régime de la cage suivante (L.,,, et 
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Y:.1), les blocs correspondants de formation de l'angle courant , 
les blocs de calcul de la force et du couple de laminage (76 et 22). 
Le dispositif de commutation utilise des relais P3C-9 et P3C-15. 
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Fig. 199. Schéma électronique pour réaliser le coefficient de frottement 
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Fig. 200. Schéma électronique des transformations fonctionnelles 


Le changement de signe de l'équation (4), lorsque 6; = y;, 
est réalisé par les blocs 8 à 10. 

La loi de variation du coefficient de frottement a été représentée 
par une ligne polygonale d'après les recherches décrites dans le 
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ch. I, p. 9: 
0; — y; 


Mes Si 0: >Y: 
et 


Vi 0 Si 0 < +;. 


Hi — Me 
Le schéma électronique de réalisation de la loi de variation du 
coefficient de frottement adoptée est représenté sur la fig. 199. 


10 1,0 1,0 


Fig. 201. Schéma électronique de résolution de l'équation de laminage (4) 
Cage 3 Cage 4 


té 


Fig. 202. Oscillogramme de calcul des paramètres de laminage (tableau 37) 
sur un laminoir 1700 obtenu sur modèle électronique pour un coefficient de frot- 
tement constant sur l'arc d'entraînement (u = 0,1) 


Le schéma de calcul de la valeur courante de la coordonnée angu- 
laire 6;, de l'épaisseur de la bande h; (8), de la limite de fluage 
O1 (8) et de la valeur de 6;0,, (8;) est représenté sur la fig. 200. 
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Le schéma électronique de résolution de l'équation (4) est repré- 
senté sur la fig. 201. Le relais P. de ce montage s’enclenche lorsque 
l'angle 6; devient égal à y. 

Les fig. 202 et 203 donnent les oscillogrammes, obtenus à l’aide 
du modèle, des contraintes de contact et d’autres paramètres de 
laminage d’une bande 3 X 1 X 1000 mm sur un laminoir continu 
à quatre cages 1700, avec un coefficient de frottement constant 


Fig. 203. Oscillogramme de calcul des paramètres de laminage (tableau 3°) 
sur un laminoir 1700 obtenu sur modèle électronique pour un coefficient de 
frottement variable en zigzag dans le foyer de déformation (hu, = nu: — 0,2) 


(u — 0,1), puis variable (u, = u, — 0.2). Les caractéristiques du 
régime de laminage figurent dans le tableau 37. Les fig. 202 et 
203 représentent les variations dans chaque cage de la limite de 
fluage de la bande laminée, de la réduction totale et du coefficient 
de frottement en fonction de l'angle 6. 


3. Sur l’emploi simultané des modèles numérique et 
analogique dans le calcul et l’optimisation des régimes 
technologiques 


Une comparaison des résultats de la simulation analogique avec 
ceux du calcul sur un calculateur numérique pour les cylindres 
rigides a montré un écart ne dépassant pas 3-5 % entre les pressions. 
Le tableau 37 donne les valeurs de la pression spécifique moyenne 
dans le foyer de déformation et de la pression totale de laminage, 
obtenues à l’aide des modèles analogique et numérique (les calculs 
sur calculateur numérique ont été effectués compte tenu de la défor- 
mation élastique des cylindres et de la bande) pour le laminage 
d'une bande d'acier 0.8Kxn de 3,0 X 1000 à 14 X 1000 mm, sur un 
laminoir continu à quatre cages : coefficient de frottement pu = 0,1, 
diamètre des cylindres de travail D,, — 500 mm. 

Le tableau 37 montre que le modèle analogique donne les valeurs 
inférieures pour la pression du métal sur les cylindres; à signaler 
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que l'erreur croît avec la diminution de l’épaisseur de la bande et le 
durcissement de la matière, et atteint des valeurs considérables 
dans la quatrième cage (35 %' dans notre cas). 


Tableau 37 


Comparaison des résultats du calcul de la pression de laminage à l’aide 
des modèles analogique et numérique 


Paramètres de laminage 


Numé- ConPAone de simu- Calculateur analogique Calculateur numérique *) 
d 
(oure 
L ; p., MN/m? p.. MN/m? : 
e, % q% gimme) | 2 MN) | mme) | Pe MN UN 
| 20 0,2 458 (45,8) 6,25 (625) 466 (46,6) 6,84 (684) 
2 33 0,2 665 (66,5) 10,3 (1030) | 692 (69,2) | 11,92 (1192) 
3 24 0,12 810 (81,0) 9,25 (925) 879 (87,9) | 11,98 (1198) 
4 16 0,06 915 (91,5) 8, 10 (810) 1050 (105) | 12,37 (1237) 


*) Compte tenu de la déformation élastique des cylindres ct de la bande. 


L'erreur relativement élevée dans les calculs effectués d’apres 
le modèle analogique s'explique essentiellement par le fait que les 
cylindres de travail simulés ont été supposés parfaitement rigides. 
On n’a pas d'intérêt à tenir compte de la déformation élastique des 
cylindres lors de la simulation du laminage continu car ceci complique 
singulièrement la résolution puisque à ce moment le calcul du rayon 
de l’arc de contact déformé doit se faire à la main. 

Donc, le modèle électronique analogique d’un laminoir continu 
peut être appliqué au calcul des paramètres énergétiques et à l’opti- 
misation des régimes technologiques si les déformations élastiques 
des cylindres sont faibles et peuvent être négligées, i.e. dans le lami- 
nage des matières douces. Lorsque la déformation élastique des 
cylindres et de la bande ne peut pas être négligée, ce modèle doit 
étre utilisé en même temps que le modèle numérique qui est plus 
précis et plus complet. 

Ainsi, par exemple, dans le but de réduire le temps-machine 
nécessaire au choix des régimes technologiques optimaux de lami- 
nage, on recommande la marche suivante. Tout d’abord, à l’aide 
du modele analogique, on étudie qualitativement des régimes du 
fonctionnement du laminoir et on détermine les intervalles de varia- 
tion des réductions, des tensions et des autres paramètres dans les- 
quels les recherches présentent un intérêt. Puis, à l’aide d’un modèle 
approximatif discret on calcule les paramètres technologiques d’un 
régime optimal quelconque sur un calculateur numérique. Ensuite, 
ces paramètres sont vérifiés et précisés à l’aide d’un modèle mathé- 
matique précis. 
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Cette méthode d'étude des paramètres optimaux de laminage 
continu permet d'effectuer des calculs assez précis, tout en minimi- 
sant le temps-machine. 


4. Modèle analogique dynamique du laminoir continu compte 
tenu de l’élasticité des éléments de la cage et de 
la ligne principale 


Toute perturbation du régime de laminage sur un laminoir conti- 
nu engendre un processus transitoire, cause des vibrations longitu- 
dinales élastiques de la cage et des vibrations de torsion de la ligne 
principale du laminoir [241, 244]. Il est nécessaire de souligner que 
lorsqu'on simule le laminage continu [36, 239] le caractère de char- 
gement de la cage n’est pas pris en considération. Pourtant, en cas 
de variations brusques des efforts de laminage, la composante dyna- 
mique de la déformation élastique de la cage est assez importante 
[241] et influe sensiblement sur le processus transitoire. De ce fait, 
le modèle mathématique dynamique du laminoir continu doit conte- 
nir tant des équations décrivant le comportement de la bande dans 
la zone de déformation et dans l'intervalle inter-cages que celles 
décrivant les vibrations élastiques de la cage et les vibrations de 
torsion |de la ligne principale du laminoir. 

Les équations du modèle proposé qui décrivent les processus 
se déroulant dans la zone de déformation sont établies à l’aide de la 
méthode de linéarisation imaginée par W.C.F. Hessenberg et 
W.N. Jenkins [106]. Les études de divers auteurs (36, 239] et les 
calculs faits d’après le modèle numérique de laminage à froid des 
tôles minces (v. plus loin, p. 5) montrent que les équations linéaires 
adoptées sont valables dans les intervalles réels de variation des 
valeurs d'entrée et des valeurs réglables. 

Le système d'équations linéarisé de la zone de déformation pour 
la i-ième cage et dre qui la pe s'écrit 


APi= Te 
OP 
HU PE RTE qu + _ EL AQei + A AO}. ; (5) 
AHoi = Ay; + AYo.si ; ’ (6) 
Ave = R; (14.85) Ai + ASioR: ; (7) 
AS Au 2 LAHa+ Fe _ Au + 
É 
Ne — Agz us Li Ao O fi. is (8) 
AM = TL 2 au + 2 TE AH + GE  Agui + 
A 
+ ee Age + un. (9) 
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ss 1, 141 = 


AUir = 


_ à — hi, i+i .. i+1 — Avi), 


+ 1, Qui + Te  AHai— 


Ai (li — Ti, _ (10) 
A; EL AH; :; (11) 
(12) 


où H,, H, sont les épaisseurs de la bande à l'entrée et à la sortie 


de la cage; 


Gi de, les tensions spécifiques avant et arrière; 
P, la pression du métal sur les cylindres (force de laminage) ; 
Yo. le déplacement des vis de serrage; 
y, la déformation élastique de la cage; 
C:, le couple de laminage rapporté à l'arbre du moteur; 
l1 Ve, les vitesses d'entrée et de sortie du métal de la cage; 
w, la vitesse angulaire des cylindres de travail; 
S, l'avancement du métal: 
À, le coefficient de dureté de la bande; 
Tt, le retard de parcours de la bande. 
Le calcul des valeurs numériques des coefficients (dérivées par- 
tielles) des équations (5), (8), (9) (coefficients technologiques) a été 


réalisé sur un calculateur numé- 
rique « Minsk-22 » (v. plus loin, 
p. 5). Les valeurs des coefficients 
technologiques d’un régime de 
laminage (produit de départ: 
3 X 1020 mm, acier O8kn) sur 
un laminoir continu à froid à 
quatre cages 1700 sont données 
dans le tableau 38. 

La simulation des oscilla- 
tions longitudinales élastiques 
de la cage et des oscillations 
de torsion de la commande a été 
réalisée d’après le schéma de 
calcul représenté sur la fig. 204. 
Le système complexe de la cage 


L 
FA 


Fig. 204. Schéma de calcul des oscil- 
lations élastiques d'une cage 


est représenté par un circuit à une masse où m est la masse rame- 
née des cylindres avec empoises et c la rigidité de la cage. Le sys- 
tèeme cylindres-moteur est un circuit à deux masses où 6,, 6, sont 
les moments d'inertie des masses, c;, la rigidité de la liaison élasti- 


que (arbres et démultiplicateur) ramenée à 


l'arbre du moteur. 


Alors, les équations essentielles qui décrivent les oscillations du 
système cage-cylindres-moteur sont : 


d° 


AU - LE AT + RAI + ce LA; 


——Ay; (13) 


(14) 
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Je Si Ù AI D Aie ’ (15) 
d° | 1 : 1 1 1 1 e « 
re Pie = ge AM + ge AM — (5 + TA AM; (10) 


NT 2 = CioA Pie ; (17) 
A Pre = AP — APo, (18) 


où b est le coefficient de proportionnalité entre la vitesse de 
déplacement de la masse et la force de la résistance de vis- 
cosité ; 
R,. L, la résistance ohmique et l’inductance du circuit d’induit 
du moteur; 
U, la tension aux bornes de l’enroulement d’induit du moteur ; 
Ces Cm, les moteurs à courant continu; 
Il, l'intensité du courant dans le circuit d’induit du moteur; 
C;,, le couple du moteur; 
Ci°, le couple transmis par la liaison élastique; 
Pis P, les angles de rotation des masses. 

Dans ce système l'équation (13) est une équation différentielle 
des oscillations longitudinales élastiques de la cage [241] tandis que 
les autres équations décrivent l'interaction de la commande électri- 
que et du système mécanique avec liaisons élastiques [236]. Toutes 
les valeurs étudiées sont examinées en tant qu'accroissements du 
régime de laminage établi. 

Ce système d’équations a été résolu sur un calculateur analogique 
« 9MY-10 » *). L’organigramme de résolution est représenté sur la 
fig. 205. Ici on donne les paramètres essentiels de réglage et ceux 
étudiés de deux cages voisines du laminoir continu à froid à tôles 
minces. Pendant le laminage réel, les paramètres de réglage qui sont 
susceptibles d’influer sur le laminage sont la position des vis de 
serrage et la vitesse des cylindres (tension sur l'enroulement d’induit 
du moteur). Lorsqu'on fait varier l’un de ces paramètres, par exemple, 
la position des vis de serrage, la force et le couple de laminage varient 
également. La variation de la force de laminage entraîne celle de la 
déformation élastique de la cage et, par conséquent, celle de l’épais- 
seur de sortie de la bande et de l’avancement. Les variations du 
couple de laminage et de l’avancement entraînent celle de la vitesse 
du moteur et, par conséquent, celle de la vitesse des cylindres et de 
la bande qui à son tour entraîne celle de la tension entre les cages. 
Toutes ces variations en chaîne qui s'ajoutent et se transmettent 
de cage en cage en amont et en aval du laminage confèrent de nouvel- 
les valeurs à l'épaisseur de la bande et aux tensions entre les cages. 

Le modèle électronique d’une cage est représenté sur la fig. 206. 
Le régime de laminage et les valeurs des coefficients technologiques 


*) Des recherches détaillées sur la dynamique du laminage continu ont 
été entreprises sur des calculateurs analogiques spéciaux par N. N. Droujinine 
36]. 
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correspondent à la deuxième cage d'un laminoir continu à quatre 
cages (tableau 38). 

Ce modèle permet d’étudier’les principaux paramètres de lami- 
nage lorsque le régime n’est pas encore établi et les charges de choc 
ont pour résultat que les valeurs de crête, par exemple, de la tension 
ou de la pression du métal sur les cylindres peuvent dépasser les 
valeurs admissibles. 

La fig. 207 représente un exemple tvpe d'oscillogramme du 
processus transitoire dans un laminoir continu à froid à quatre cages 


Cage à Bande Cage i+1 


Fig. 205. Organigramme de l'algorithme de calcul du processus transitoire 
à l’aide du modéle électronique du laminoir continu 


Ld 


lorsque l'épaisseur du produit de départ croît par sauts. Le régime 
de laminage et les valeurs des coefficients technologiques sont donnés 
dans le tableau 38. On voit sur la fig. 207 que la force maximale de 
Jlaminage est le double de la valeur établie et les variations les plus 
brusques des tensions (jusqu’à 10 %) sont constatées entre les cages 1 
et 2, 2 et 3, surtout à l'instant où les épaisseurs différentes dela 
bande s'engagent dans les cages 2 et 3. Le modèle permet en même 
temps de tester la capacité égalisatrice du laminoir ; ainsi, on cons- 
tate sur la même figure qu'une augmentation de 10 % (0,3 mm) 
de l'épaisseur du produit de départ entraîne une augmentation de 
l'épaisseur de la bande finie de 5,4 % (0,054 mm) seulement. 

Donc, le modèle décrit permet d'optimiser le régime de laminage 
du point de vue de la qualité tant de la bande (indice d'égalisation) 
que du processus transitoire. En outre, on peut étudier l'influence 
des paramètres de construction du laminoir (rigidité des cages, 
battement des cylindres, rigidité des moteurs de commande et des 
arbres d’entraînement) sur les paramètres de laminage et la qualité 
de la bande. 
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Fig. 206. Schéma de principe du modèle électronique de la i-ième cage du laminoir continu 
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Le modèle analogique simule le régime de laminage choisi, i.e. une 


valeur bien déterminée d’une cage à l’autre de la réduction, des 
tensions et de la vitesse de laminage. Pourtant, le modèle peut être 


4#, °03mm 


4P,=160tf 


4m 0056 mm 
427 °-0076 


ÂQ2n - - 0,006 


Fig. 207. Oscillogramme type du processus transitoire en cas de variation 
par bonds de l'épaisseur du produit de départ 


rapidement remis au point (passage d'un régime à l’autre) par modi- 
fication des coefficients de transfert. 

S'il est utilisé avec le modèle discret de calcul des coefficients 
de transfert (p. 5), le modele analogique s'avère très pratique lors de 
l'étude du laminage sur un laminoir continu, surtout quand il 
s'agit de choisir le régime optimal (du point de vue de la stabilité 
à toute sorte de perturbations) de fonctionnement. 


9. Calcul des coefficients de transfert d’après le modèle 
mathématique discret 


La concordance entre le laminage réel et sa simulation sur un 
calculateur analogique dépend beaucoup de la précision du calcul 
des coefficients de transfert (technologiques). Les méthodes de calcul 
de ces coefficients sont essentiellement basées sur le calcul de la 
pression du métal sur les cylindres avec des conditions initiales de 
laminage données. Puis. en se donnant la rigidité du système méca- 
nique cylindres-cage et les accroissements de la tension et de l’épais- 
seur du produit de départ, on détermine les coefficients voulus. 
La méthode de la sécante imaginée par N.N. Droujinine [36] peut 
servir d'exemple. Le même auteur a déduit à partir de Ja solution 
de l’équation du laminage selon A. I. Tsélikov (arc d'entraînement — 
corde) des formules analytiques qui permettent de calculer facile- 
ment les coefficients de transfert pour un régime déterminé de la 
cage (méthode de la tangente). 

Cependant dans les cas cités, les déformations élastiques des 
éléments de la cage sont calculées séparément et en fait ne sont décrits 
mathématiquement que les phénomènes qui se déroulent dans le 
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foyer de déformation lors de la résolution du problème plan du lami- 
nage et non pas le laminage lui-mème. Ceci explique pourquoi les 
valeurs des coefficients ne sont pas suffisamment précises et qu’elles 
doivent être corrigées en fonction des données expérimentales ; 
ceci concerne notamment l'influence des tensions avant et arrière 
sur l’épaisseur de sortie de la bande. 

De nouvelles perspectives s'ouvrent lorsqu'on réalise la simu- 
lation mathématique et le calcul des coefficients de transfert sur des 
calculateurs numériques. En effet, il est possible de calculer 
avec précision (formulation empirique) les coefficients de trans- 
fert en procédant à une analyse générale de l’état déformé des 
cylindres, d’autres éléments de la cage et des contraintes de 
contact dans le foyer de déformation pendant le laminage [lors 
de la résolution du problème plan (ch. Ï et V) ou volumique 
(ch. VII) du laminagel. 

Plus haut, dans les équations (5), (8), (9) on a admis l'existen- 
ce d’une relation linéaire entre les variations de l'épaisseur de la 
bande sortant des cylindres, de l'avancement et du couple du 
laminage d’une part et les faibles accroissements des tensions avant 
et arrière, la position des vis de serrage et l'épaisseur de la bande 
s'engageant entre les cylindres, d'autre part. 

Pour s'assurer que les équations (5), (8), (9) sont valables 
non seulement pour le régime de laminage pour lequel les coefficients 
ont été calculés, mais aussi pour d’autres régimes, presque réels, 
de laminage sur un laminoir donné, on a étudié l'influence de la 
tension et du degré de réduction sur l'épaisseur de sortie, le couple 
de laminage et l’avancement. 

Des calculs ont été effectués à l’aide du modèle mathématique 
(ch. I) pour le cas du laminage à froid de l’acier O8Kn. Les paramètres 
de réglage ont varié dans un vaste intervalle correspondant pratique- 
ment à celui des laminoirs industriels : réduction — jusqu’à 60 %, 
tension — de zéro à 0,80; (où 0,19 est la limite de fluage initiale 
de la matière laminée). On a tenu compte de la déformation élastique 
des cylindres et du rétablissement élastique de la bande à sa sortie 
des cylindres. La déformation élastique des autres éléments de la 
cage a été négligée, car elle a un caractère de variation linéaire et 
n'affecte pas, sur le plan qualitatif. les résultats obtenus. 

La fig. 208 représente les résultats des calculs pour une bande 
de H, = 1,5 mm avec une tension avant variable. La relation qui lie 
l'épaisseur de sortie et le couple de laminage à la tension avant est 
continue dans l'intervalle de variation de g..Toute petite portion de 
cette courbe peut être représentée avec précision suffisante par une 
ligne droite. A dire vrai, cette précision ne doit pas être élevée car 
elle est déterminée par la précision de la résolution des problèmes 
sur des calculateurs analogiques qui, elle, ne dépasse pas en général 
3 ‘0. 

Les calculs montrent que le rétablissement élastique de la bande 
reste constant lorsque q5 varie de 0,2 à 0,8. La dépendance entre 
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l'avancement et la tension avant dans l'intervalle 0 << q5 << 0,2 
a la forme d’une courbe et peut être représentée par une droite pour 
de très petits accroissements de g.. Ce qui signifie que lorsqu'on 
réalise la simulation d’après la méthode ci-dessus, il faut éviter les 
régimes de laminage dont les tensions sont très faibles. Les graphiques 
de la figure 208 montrent que les coefficients examinés sont de signes 
contraires: AS/Ag,. est positif, 
AH./Aq et AC/Ag, sont négatifs. 

Sur la fig. 209 sont représen- 
tés les résultats des calculs pour 
une bande dont A, = 1,5 mm; 
gi = 0; g5 — 0,5, la réduction 
étant variable (y: écartement des 
cylindres). La dépendance entre 
le couple de laminage et l’avan- 
cement est quasi linéaire. sur- 
tout dans la zone des réductions 
de 20 à 60 %. La dépendance 
entre l'épaisseur de sortie de la 
bande et la réduction est rigou- 
reusement linéaire. Elle est déter- 
minée par la déformation élasti- 
que du cylindre et de la bande. 
Comme les calculs le montrent, 
la déformation élastique de la 
bande à la sortie des cylindres 
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Fig. 208. Variation du couple de la- 

minage (1), de l'avancement (2) et de 

l'épaisseur de la bande (3) en fonc- 
tion de la tension avant 


dépend linéairement de la réduc- 
tion, est très faible et n’influe 
pas sur le caractère de la courbe. 
Donc, le coefficient AH./Ay — 
= const pour toutes les réduc- 
tions étudiées. En fait, il carac- 


térise la déformation élastique 
du cylindre et dépend du module de compression du cylindre (ch. 
IV, p. 2). Connaissant ce module et la pression du métal sur les 
cylindres, on peut toujours calculer l’épaisseur réelle de la bande 
pour un écartement donné des cylindres. Ce coefficient étant cons- 
tant, le calcul est facilité car il n’est point besoin de déterminer 
avec précision la déformation élastique du cylindre, cette der- 
nière opération étant très compliquée et exigeant un temps con- 
sidérable. 

Les graphiques de la figure 209 montrent que les coefficients 
examinés sont de signes contraires : AS/Ay et AH,/Ay sont négatifs, 
AC/Ay est positif. 

Ainsi, l’analyse des calculs permet d'affirmer que les équations 
linéaires aux accroissements sont valables pour tout régime inter- 
médiaire dans l'intervalle examiné. Mais il ne faut pas perdre de 
vue qu’il est nécessaire de recalculer à chaque fois les coefficients 
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de transfert si le régime du laminage varie beaucoup (les variations 
des conditions initiales données). 

Lorsqu'on [calcule les coefficients de transfert il (faut ‘se donner 
certaines valeurs des accroissements Ag, Ay et AJ, et de plus elles 
doivent être petites. Des auteurs ne mentionnent pas les valeurs 
numériques des accroissements. On ne connaît pas les limites de 
linéarité des équations (5), (8), (9) et les valeurs des accroissements 
qu'il faut choisir pour être 
sûr d'avance que les coeffi- Cx#mttfm) S H2.mm 
cients de transfert seront 


calculés correctement. ee dd 
Il est évident que ces -2/-2)F 0,09 13 

limites varient avec le ré- 

é 7. 0 1,2 

gime choisi, cependant à 

en juger par le caractère  29(2)| 406 LI 

monotone des courbes re- 

présentées sur les fig. 208 40(4) 7,0 

et 209, cette variation ne  69/6)| a07 29 

doit pas être grande et on ’ 

peut toujours indiquer la #48) 26 


valeur relative optimale de 7/91 206 07 
perturbation pour laquelle ” 47 06 09 10 1 12 134,mm 
les coefficients de transfert 

peuvent être calculés, quel- Fig. 209. Variation du couple de lamina- 


les que soient les condi- ge (7). de l'avancement (2) et de l'épais- 
tions initiales. seur de la bande (3) en fonction de l'écarte- 


Compte tenu de ce qui ment des cylindres (de la réduction) 


a été dit plus haut, ona 

calculé les coefficients de transfert pour différentes valeurs des 
accroissements Ag, Ay et AH,. Les valeurs initiales \de la réduc- 
tion et de la tension correspondaient à un régime (optimal, du 
point de vue pratique) du fonctionnement de la première cage 
du laminoir continu. On a fait varier les accroissements dans les 
limites jusqu’à 20 % de leur valeur initiale. Les coefficients ‘de 
transfert ont été calculés dans l’ordre suivant: 

1. On a calculé les valeurs de P, C, S, H, pour des conditions 
Q1r Ge» H,, y données. Ce régime a été considéré comme initial. 

2. On a choisi les accroissements Ag, ; on a calculé P”, C”', S'. H, 
et les accroissements AC = C’ — C, AS = S” — S pour la nouvelle 
valeur g, = q, + Ag,. Ensuite, connaissant P” on a déterminé la 
déformation élastique de la cage, la valeur totale de A7, et les 
coefficients a = AH./Ag,; b = AC/AQ, ; c = ASJ/Aq:. 

3. On a fait varier l’accroissement en le prenant égal à 10, 
15, 20 % de sa valeur initiale, puis on a recalculé les coefficients 
a, b, c. 

4. Les valeurs de q, H,, y ont été modifiées de la même 
façon à tour de rôle, puis on a calculé les coefficients de transfert res- 
pectifs. 
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‘Fig. 210. Variation du couple de laminage (1), de l'avancement (2) et de 
l'épaisseur de la bande (3) en fonction des tensions avant (a) et arrière (b) 
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Fig. 211. Variation du couple de lami- 

nage (1), de l'avancement (2) ct de 

l'épaisseur de la bande (3) en fonction 
e l'épaisseur du produit de départ 
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Fig. 212. Variation du couple de 
laminage (7), de l'avancement (2) 
et de l'épaisseur de la bande (3) en 
fonction de l’écartement des cy- 
lindres (de la réduction) 


Les résultats des calculs sont représentés sur les fig. 210 à 212. 
Comme prévu, on observe une relation rigoureusement linéaire entre 
le couple de laminage, l'avancement, l'épaisseur de la bande et les 
faibles variations de la tension, de l'épaisseur du produit de départ 
et de l’écartement des cylindres. Même, lorsque les paramètres 
de réglage varient de 20 % par rapport à leur valeur initiale, l'écart 
par rapport à la dépendance linéaire ne dépasse pas 2 % (précision 
de calcul à l’aide du modèle: 2 %) et les coefficients de transfert 
restent constants. 

En tenant compte du fait que dans l’ensemble les relations exa- 
minées sont continues, on peut affirmer que lorsqu'on calcule les 
coefficients de transfert d’après la méthode proposée, on peut admet- 
tre des perturbations atteignant jusqu’à 10 % de la valeur nominale 
du paramètre étudié. 

Il convient de noter que les coefficients obtenus ne tiennent 
compte que de la déformation plastique et élastique de la bande et de 
la déformation élastique du cylindre. Le modele mathématique 
permet de prendre en considération les autres paramètres de la cage: 
déformation élastique du bâti, effet de vitesse dans le palier à film 
d'huile, etc. La déformation élastique de tous les éléments de la cage 
étant linéaire, il est aisé de calculer les coefficients de transfert 
totaux. 


Plus haut, on a examiné la simulation mathématique du laminage 
a chaud et à froid des tôles minces et démontré l'efficacité des recher- 
ches et du calcul des principaux paramètres de laminage sur des 
calculateurs à l’aide de modèles mathématiques. 

Ajoutons à cela un autre domaine d'utilisation des modèles 
mathématiques : l'élaboration des algorithmes de commande automa- 
tique du laminage sur calculateur [242]. 

Pour commander un laminoir (en temps réel) il faut disposer d’un 
modèle mathématique avec lequel on simule le laminage sur un 
calculateur afin de prévoir les réponses du laminoir aux ordres de 
commande. 

Lorsqu'on établit un tel modèle mathématique, il importe de 
choisir correctement l’ensemble des paramètres de laminage. Si l’on 
prend en considération un trop grand nombre de facteurs qui sont 
secondaires pour évaluer les caractéristiques et les paramètres de 
laminage, il peut arriver que le modèle soit encombré et qu’il néces- 
site un temps de calcul considérable sans la moindre amélioration 
de la précision (206, 2291. 

Dans la plupart des cas, on peut s’en tenir aux aspects essentiels 
du processus. C’est pourquoi, en établissant le modèle mathématique 
de commande du laminoir, on se contentera d’un nombre restreint 
de paramètres (v., par exemple, [16]). 
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Les modèles mathématiques examinés plus haut et réalisés sur 
calculateurs numérique et analogique se rapportent directement aux 
problèmes d'établissement des modèles pour ordinateurs de gestion 
des laminoirs. 

Les résultats des calculs et les relations obtenues peuvent servir 
de base à l'établissement de modèles pour calculateurs de gestion. 
De plus, les modèles exacts (dans un certain sens) que nous avons 
élaborés peuvent jouer le rôle d’étalons, et de ce fait, servir à vérifier 
toute sorte d'hypothèses admises lors de la conception des modèles 
pour calculateurs de gestion. 


CHAPITRE 1X 


DÉFORMATIONS ÉLASTIQUES DES ORGANES 
DE TRAVAIL DES LAMINOIRS À TÔLES 


L'auteur s’est fixé pour tâche d'analyser dans le détail (par le 
calcul et les expériences) les déformations élastiques des organes de 
travail des cages quarto, de mettre en évidence les relations qui les 
lient et de montrer comment les modifications constructives influent 
sur les déformations élastiques et la rigidité de la cage et de ses 
organes. Une telle analyse permet d’aborder avec la rigueur voulue 
le calcul de la rigidité optimale des principales unités des cages des 
laminoirs à tôles. 

On a élaboré une méthode d'optimisation des principaux para- 
mètres de construction de la cage quarto qui assurent sa rigidité 
donnée avec l’assistance de l'ordinateur. On y trouve aussi des exem- 
ples de cette optimisation. 


{. Pression inter-cylindres et déformations élastiques 
des cylindres des laminoirs 


Les expériences effectuées à l’aide de la méthode de photo-élasti- 
cimétrie et de la simulation ont permis d'établir les relations exis- 
tant entre les cylindres dans les laminoirs quarto [5, 245, 246]. 
Ainsi, dans les laminoirs quarto à cylindres de travail et d'appui 
cylindriques, l’épure de la pression inter-cylindres présente un 
maximum au centre de la table lorsque D,,/D,, (ou B/L) est faible ; 
Si Dir/Dan (B/L) est grand, les maximums sont situés sur les bords 
de la table; quand D,,/D,, (B/L) est optimal, la pression inter- 
cylindres se répartit uniformément le long de la table des cylin- 
dres (fig. 213). 

Les expériences décrites dans [5] ont permis à l’auteur d'aborder 
les méthodes de calcul empiriques pour déterminer la pression inter- 
cylindres. Il a tout d’abord établi que les épures de la pression inter- 
cylindres peuvent être décrites dans la plupart des cas à l’aide d’un 
polynôme du second degré (parabole). En première approximation, le 
cylindre de travail peut être assimilé, d’après le schéma de charge- 
ment et de déformation, à une poutre posée sur un support élastique 
(245, 247]. 

Pour cette raison, en élaborant les formules empiriques de la pres- 
sion inter-cylindres, on a utilisé la méthode de calcul des poutres 
posées sur un support élastique [247]. 
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On a en outre pris en considération les particularités du charge- 
ment et de la déformation des cylindres dans les cages quarto: 

1) la différence des propriétés physiques entre le support élastique 
dans le système de cylindres de la cage quarto (cylindre d'appui) 
et le travail de la poutre posée sur un support élastique; 
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Fig. 213. Répartition de la pression inter-cylindres pour différents rapports 
D;/Dap et B/L dans les laminoirs quarto: 
a — 1200 (rapport nominal D{rlDap = 0,31): b — 1700 (0,52); ec — 2000 (0,5) 


2) la détermination assez conventionnelle de la largeur de la zone 


de contact des cylindres; 
3) la flexion propre du cylindre d'appui qui joue le rôle de sup- 


port élastique. 
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Par conséquent, on n’a plus pu appliquer directement les équa- 
tions qui décrivent le travail de la poutre sur un support élastique 
pour calculer les cylindres de la cage quarto. 

Tenant compte de ces particularités, on a déduit expérimentale- 
ment des formules [5, 245, 246] caractérisant la rigidité des cylindres. 

Le schéma de calcul est représenté sur la fig. 214 ; on en déduit : 


L+lu=L; Yy—l =. 


Les formules qui suivent ont été établies pour une moitié de la 
longueur de la table {dans notre cas (fig. 214) pour la moitié gauche] 


Fig. 214. Schéma de calcul de la pression inter-cylindres et de la défor- 
mation élastique du laminoir quarto 


parce que le système de cylindres est symétrique par rapport au 
centre de la table. Notons que x varie de 0 à ZL/2. 
Dans les calculs pratiques, l’emploi des grandeurs non dimension- 
nelles s'avère plus commode: 
E = x/L est l’abscisse ramenée du point en mouvement; 
Ba = lL4/L est la distance ramenée de l'extrémité gauche de la 
poutre jusqu’à l'origine de la charge répartie; 
B; = L;/L est la distance ramenée de l'extrémité gauche de la poutre 
jusqu'à la fin de la charge répartie. 
La pression inter-cylindres q,, (x) lou qg, (£)] en un point de coor- 
donnée arbitraire x (£) est déterminée d'après la formule: 


Im (ZT) = Im Œ)= a+ (2 — +)" = 00 + ar (E— 0,5). (1) 


On voit dans (1) que la pression inter-cylindres au centre de la 
table des cylindres est qg, (£ — 0,5) — a, et au bord de la table 
Im (E = 0) = ao + @. 
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Les paramètres a, et a, sont donnés par les formules : 


_ (8252 — 34@) {m.m—13440Boa . 


13440 + 29œ d 

de — à ({m.m — &o), (2) 
OÙ Qmm = P/L; 
Bo = PR (BF — Bi) — EE (B5— Ba) —D%E (0.5 — Bat; (3) 
Gm:e PIB ; 
1— 5 Ep , 
Cr er le 72 2 | (3260 538,5) x 

Dir \2 L Dtr L 

Rose) — (53807 —127) 7 + (2800 —183) |. (4) 


Ici: vs, et E4,, Vop et Ep sont les coefficients de Poisson et les 
modules d’élasticité des matières respectivement des cylindres de 
travail et d'appui. 

Dans les calculs de la déformation de la poutre posée sur un 
support élastique la grandeur « est un indice d’élasticité qui caracté- 
rise les dimensions géométriques de la poutre et sa rigidité [247]. 
Dans nos calculs de la pression inter-cylindres et de la déformation 
élastique des cylindres des cages quarto, cet indice tient compte des 
particularités de la déformation des cylindres. 

On a déterminé «& à partir des épures expérimentales de la pres- 
sion inter-cylindres à l’aide de la formule (2). La formule (4) est 
obtenue par la généralisation de multiples résultats expérimentaux 
(se rapportant aux laminoirs quarto à différents rapports L/D,, 
et D;;/D,p) [5] 

L'indice & peut être écrit sous une autre forme si la rigidité du 
cylindre d’appui n'est pas exprimée uniquement en fonction du 
rapport L/D,,, mais aussi en tenant compte de la distance entre 
les points d'action des colonnes a (entr'axe des vis de serrage), i.e. en 
introduisant un indice universel non dimensionnel a, ,L/D5,. 

On a alors 

ae ie er | (s78 AIN 1480) x 


1--v;, Er ne 


x (51) — (1440 - 42350) DE + (618 = +885) |. (5) 


ap ap a}: 


Ces formules permettent de calculer la pression inter-cylindres 
pour les cylindres de travail et d'appui cylindriques. 

Les mêmes formules peuvent être utilisées pour calculer la pres- 
sion inter-cylindres dans le cas où l’on applique les efforts Q de 
flexion forcée (contre-flexion) des cylindres entre les tourillons des 
cylindres de travail (fig. 214). 
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Des transformations peu compliquées, faites selon la méthode 
énoncée dans {5, 245] *), nous conduisent aux expressions suivantes: 


__ (8252— 340) gi m — 184408" x 


Aa — 13440 + 29 , da — 3 (Gm.m nu Go), (6) 

à SG 2 
OÙ Qm.m — m.m  ; (7) 
B, = B + : (8) 


Q est l'effort de contre-flexion agissant sur le tourillon du cylindre 
de travail: 
dy, le levier d'application de l'effort Q (fig. 214). 

On voit que si Q = 0, les formules (6) à (8) deviennent identiques 
aux formules (2) et (3). 

En comparant les épures de la pression inter-cylindres obtenues 
par le calcul et les épures expérimentales [5, 245] on constate qu'elles 
concordent ; donc les formules (2) à (8) sont valables pour les calculs 
empiriques. 

Notons que les formules (6) à (8) peuvent être utilisées pour le 
calcul approché de la pression inter-cylindres, lorsque les efforts Q 
agissent entre les tourillons des cylindres de travail et d'appui. 
Dans ce cas, il faut changer le signe des seconds termes des formu- 
les (7) et (8). 

Il importe de tenir compte de l'influence exercée sur la réparti- 
tion de la pression inter-cylindres par la forme réelle du profil des 
cylindres compte tenu de leur profil initial, de la dilatation thermi- 
que et de l'usure des cylindres [248 à 250]. 

En supposant que les valeurs absolues du profil (initial et dilaté) 
ou de l'usure du cylindre sont très petites devant son rayon, on 
résout le problème par superposition de la manière suivante. 

Divisons le cylindre, sur sa longueur, en n sections égales 
Ax = L/n et cherchons la solution du problème auxiliaire. Construi- 
sons le graphique de la fonction quaux = f (ô) en faisant appel, pour 
calculer la déformation de compréssion (rapprochement des axes) 
des cylindres en contact, à une solution connue, celle de B. S. Koval- 
sky [45], par exemple: 


6= nf EN (int + 0,407) + LÉ (in 24 0,407) |, (9) 


où Ô est la déformation de compression (rapprochement des axes) 
des cylindres en contact; 


*) Excécuté avec E. N. Kosarimov. 


b, la moitié de la largeur de la zone de contact des cylindres, 
déterminée à l’aide de la formule 


RiRs 
b--1,128 V/ 9m RER (10) 


> Li Es 

Ici, v,et v., £, et E,, R,et R, sont respectivement les coefficients 
de Poisson, les modules d'élasticité et les rayons des cylindres en 
contact ; 9n est la charge au mètre courant pour une unité de longueur 
des cylindres (P/L). 

Dans le cas présent à représente les valeurs absolues du profil ou 
de l’usure dans chaque section n, i.e. les valeurs dont il faut rappro- 
cher les axes des cylindres pour les mettre en contact sur toute la 
longueur de la table. Alors, le graphique de goux — f (ô) donne les 
valeurs de la pression inter-cylindres qm.ou- pour chaque section n. 

Ensuite, on diminue la pression de laminage de la valeur d'effort 
nécessaire pour mettre en contact les cylindres sur toute la longueur 
de la table (surface de l’épure gr aux). Puis, on détermine la pression 
inter-cylindres gn pour les cylindres cylindriques et on corrige les 
valeurs obtenues de g, (7) dans chaque section x en superposant 
{m (*) et Qm.aux. On obtient l’épure de la pression inter-cylindres 
pour le profil réel des cylindres. 

Les formules (2), (8) sont moins compliquées que celles des autres 
auteurs (par exemple, [251 à 254]) et donnent des résultats valables, 
car les particularités de la déformation des cylindres sont correcte- 
ment prises en considération par l’indice d’élasticité généralisé, ce 
Fe étant obtenu par approximation des données expérimenta- 

es [91]. 


Dans l'ouvrage de M. E. Freudenson et I. Y. Tarnovsky [255] est soulignée 
la bonne concordance des résultats du calcul de la pression inter-cylindres par 
la méthode variationnelle et à l’aide des formules (2) à (5). 

K. N. Tkalitch [128] s’est servi de ces formules pour élaborer une méthode 
de calcul de la pression inter-cylindres qui tient compte de l'usure et de la dila- 
tation thermique des cylindres. Les résultats du calcul coïncident avec les 
données experimentales [128]. 


Examinons les composantes de la déformation élastique des 
cylindres d’un laminoir quarto. Il faut dire tout d’abord que les 
déformations du système de cylindres influent simultanément sur les 
variations d'épaisseur transversales et longitudinales du produit 
(voir plus loin). 

Ici et dans la suite, on prend les composantes suivantes de la 
déformation élastique des cylindres des laminoirs quarto et Send- 
zimir (fig. 215) : flexion du cylindre d'appui y, , compression élasti- 
que commune des cylindres de travail et d'appui 6, flexion de l’axe 
du cylindre de travail y,, et compression élastique du cylindre de 
travail en contact avec la bande 6,,. Dans le cas général, la compres- 
sion élastique commune des cylindres de travail et d'appui n’est 
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pas uniforme suivant la longueur de la table et correspond qualita- 
tivement à la répartition de la pression inter-cylindres [5]. La com- 
pression du cylindre de travail en contact avec la bande est en géné- 
ral aussi non uniforme [39]. 


Fig. 215. Composantes de la déformation élastique des cylindres du lami- 
noir quarto: 
filcxion de l'axe du cylindre d'appui Vap: Vap —tIèche du centre de 


la table par rapport à la ligne d'action des colonnes: vL —fièche du centre de la table par 
a 


rapport au bord de la table (flexion sur la longueur de la table du cylindre): Vaff.a .—af- 


faissement du cylindre (flexion du bord de la table du cylindre d'appui par rapport à la 
ligne d'action des colonnes): compression élastique commune des 
cylindres de travailet d pou 6: A6 — flèche de la compression non uni- 
forme des cylindres; 6, — composante uniforme de l'épure de la compression commune; 


d,, — compression pour une répartition uniforme de la pression inter-cylindres (Am = P/L); 
flexion de l'axe du cylindrede travail Vir : y£ — fièche sur la 


longueur de la table; yB—flèche en travers de la bande; compression élasti- 


quedu cylindre de travailencontactavecla bandeô,,: A6,,— 
flèche de la compression non uniforme :6 tr.u — Composante uniforme de l’épure de compres- 


sion; 6°,, ,—Ccompression pour une répartition uniforme de la charge par mètre courant 
(Gm.c= P/B); P/2 — résultante de la réaction de la colonne; a,,, — distance entre points 


d'action des résultantes des colonnes; c,,— distance entre le point d’action de la résultante 
des colonnes ct le bord de Ja table 


La variation d'épaisseur longitudinale de la bande est due aux 
composantes de la déformation élastique qui entraînent (si la pres- 
sion du laminage varie) un déplacement du cylindre de travail en 
tant que corps rigide par rapport à sa position initiale, i.e. un même 
déplacement des bords et du centre de la table. Ces composantes sont 
les suivantes: affaissement du cylindre d'appui (Yÿ;f.ap — flèche 
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du bord de la table du cylindre d'appui par rapport à la ligne d'action 
de la colonne), composante uniforme de l’épure du rapprochement 
des axes des cylindres de travail et d'appui (6,) et composante uni- 
forme de la compression élastique du cylindre de travail en contact 
avec la bande (ô,,.). La somme de ces trois composantes détermine 
le déplacement du cylindre de travail en tant que corps rigide. Ce 
déplacement (dans le cas 
général) peut être compen- 
sé lorsque les vis de serrage 
droite et gauche de la cage 
travaillentensynchronisme. 
La variation d'épaisseur 
transversale de la bande 
est influencée par les com- 
posantes de la déformation 
élastique des cylindres qui 
sont non uniformes suivant 
la longueur de la table du 
Fig. 216. Interaction des composantes de cylindre (ou en travers de 
la déformation élastique des cylindres agis-  ]a bande). La somme de ces 
sant sur la variation d'épaisseurs transver- composantes détermine le 
sale de la bande: : à : 

g&. a. — génératrice active du cylindre de travail: profil de | emprise (profil 
autres explications -- voir la fig. 215 et letexte des génératrices actives 
des cylindres de travail) : 

voir fig. 216. La flèche de l’axe du cylindre de travail par rapport 
au bord de la table est définie par la somme de deux composantes : 


Centre qe {a table 


— Déformations élastiques 


Lorsqu'on ajoute la flèche de la compression non uniforme du 
cylindre en contact avec la bande à celle de l’axe du cylindre de 
travail, on obtient la flèche de la génératrice active du cylindre en 
travers de la bande: 


Noa = y} + Aôsr. (12) 


A noter que A6,, peut soit accentuer la flèche (si Aô,, et y,, ont 
le même signe), soit compenser partiellement y,,, ce qu'on observe 
généralement. Sur les fig. 215 et 216 sont construites les composantes 
de la déformation lorsque la flèche du cylindre de travail en travers 
de la bande est compensée partiellement par la compression commune 
non uniforme du cylindre en contact avec la bande, i.e. dans le cas 
où est vérifiée la relation 


Age = YE — Aôtr. (13) 


La validité des relations (11) et (12) est prouvée par les données 
expérimentales [5]. 

On dispose de nombreux ouvrages (46, 55, 89, 245, 246, 251 
à 253, 255 à 268] sur les études expérimentales et théoriques des 
déformations élastiques des cylindres des laminoirs quarto. 
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L'analyse de la déformation élastique des cylindres des laminoirs 
quarto fait ressortir un fait important : dans des conditions normales 
de laminage (B/L — 0,6 à 0,7),-la flexion du cylindre de travail 
dépend moins de celle du cylindre d’appui que de leur compression 
commune non uniforme. Par conséquent, la flexion du cylindre de 
travail cylindrique est 4 fois celle du cylindre d'appui dans le lami- 
noir 1200, 2,5 fois dans le laminoir 1700 et 2 fois dans le laminoir 
2000 (B/L et D;,,/D,, étant identiques) [5, 246]. 

Le calcul analytique des déformations élastiques des cylindres 
fait l'objet des travaux de: A. I. Tsélikov [46], P. I. Groudev [257], 
D. B. Volper [251], S. S. Tchépourkine [252], P. I. Poloukhine et 
V. I. Skorupsky [260], G. M. Katznelson [261], L. I. Borovik [262], 
M. E. Freudenson et I. Y. Tarnovsky [255], P. Fazan (259, 263], 
V. P. Poloukhine [5, 245, 246], etc. A souligner, que si les anciens 
travaux ont été consacrés au calcul des déformations élastiques des 
cylindres parfaitement cylindriques, les travaux récents développent 
des méthodes de calcul des déformations élastiques qui tiennent 
compte du profil réel des cylindres, i.e. de l'usure et de la dilatation 
thermique des cylindres (par exemple, la méthode proposée par 
K. N. Tkalitch [264]). Ces derniers temps sont publiés des travaux 
qui utilisent des méthodes et des calculateurs numériques (par 
exemple, ceux de V. V. Meltser et al. (253, 265]). Une analyse suc- 
cincte de tous ces travaux est donnée dans {5, 7]. 

Examinons quelques méthodes de calcul permettant de détermi- 
ner les composantes de la déformation élastique des cylindres d’un 
laminoir quarto (d’après fig. 227). On peut calculer la flèche de l’axe 
du cylindre d'appui en se servant d'une solution analytique large- 
ment employée, proposée par A. I. Tsélikov [46] *). 

La compression élastique commune des cylindres de travail et 
d'appui se calcule avec une précision suffisante pour la pratique [5] 
à l’aide des formules de Kovalsky B. S. (9) et (10). Ce calcul peut 
être aussi fait à l’aide de la formule de Tsu-Tao Loo [267] ou de celles 
de Rabinovitch [268] qui ressemblent beaucoup à celles de Tsu-Tao 
Loo. Les calculs réalisés à l’aide des formules de ces deux auteurs 
donnent pratiquement les mêmes résultats [263]. 

Le calcul précis de la déformation de la compression commune 
peut être fait à l’aide des méthodes numériques sur des calculateurs, 
comme on le verra dans le chapitre X. | 

L'auteur a élaboré une méthode empirique de calcul de la flèche 
du cylindre de travail du laminoir quarto [5, 245, 246] en se servant 
de la méthode de calcul de la poutre posée sur un support élastique 
(d’après I. A. Simvoulidi {[247]). Le schéma de calcul est représenté 
sur la fig. 214; certaines particularités de la solution obtenue sont 
décrites plus haut ainsi que dans les travaux [5, 245, 246]. Les résul- 


*) Dans les travaux de I. M. Méerovitch et V. A. Romachtchenko [266] 
on montre qu’en calculant la flèche du cylindre d'appui il faut, dans certains 
cas, tenir compte du déplacement du point d'application de la résultante de la 
colonne par rapport à l'axe de la vis de serrage vers la table du cylindre. 
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tats du calcul et des expériences sont pratiquement identiques, car 
pour établir les formules on s’est appuyé sur les données expérimen- 
tales (5, 245]. 

La flèche de l’axe du cylindre de travail par rapport au bord de la 
table se calcule à l’aide de la formule 


yr=a| st —(5+ FT POSE a) + 
 o & 
+ Ty nu 
5 E— 0,5) + Ts, Re (E— pr |. (14) 
où les termes auxiliaires sont donnés par les expressions : 
= — me (1 — pa) — (1 —B)1; (15) 
De RE L(1 Ba — (1— 8) à (16) 


T6, — 1,0 si Eu; lp, =0 si Eh. 


Les paramètres a, et a, sont déterminés à l’aide des formules (2) 
à (4). L'indice d’élasticité est calculé avec les formules obtenues par 
l’auteur par généralisation des données expérimentales {(L/D,, 
variant de 0,9 à 2,0): 


de Re | (27,92 —— 18,9) ( Dir FL. 


Yes Etr | Dop 


DE + (15,4 = 11,3) | om?.4f (47) 


— (41, 1——288) 


ou, compte tenu de la distance entre les points d'action des résultan- 
tes des colonnes a, (fig. 214): 
) (22) - 
ap Dap 


— (114 a 9 ,66) ( D " 16 Le A 408) | cm1. (18) 


ap ap 


= 1—v}, E a}! | (7: 
_ 1—\v, Er L 


Il faut veiller à la dimension (cm°/tf) de l'indice d'élasticité & et 
en tenir compte dans les calculs d’après (14). 

Souvent, lorsqu'on calcule les déformations élastiques des cylin- 
dres de travail, on détermine la flèche du centre de la table par rapport 
à son bord, i.e. y,, si x — L/2 (ou sië = 0,5). Dans ce cas, la formu- 
le (14) se simplifie car le terme en (£ — 0,5) devient nul. Lorsqu'on 
détermine la flèche suivant la largeur de la bande laminée, on soustrait 
de la flèche du cylindre de travail au centre de la table (y: = 0,5) 
celle au bord de la bande, i.e. y}, pour ë = fu. 
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Notons que la flèche du cylindre de travail, calculée à l’aide de 
la formule (14), comprend la flèche du cylindre d'appui et la compres- 
sion commune non uniforme des cylindres de travail et d'appui. 

Pour calculer la compression élastique non uniforme du cylindre 
de travail en contact avec la bande, il faut connaître le caractère 
de répartition de la charge (pression spécifique) en travers de la 
bande. Il existe des travaux proposant des méthodes et une approche 
de résolution analytique du problème volumique de laminage 
de bandes minces (ch. VII, p. 2). En raison des hypothèses admises 
dans ces travaux, le champ d'applications des solutions analytiques 
obtenues est limité. Dans les calculs pratiques, le problème de la 
compression élastique du cylindre de travail en contact avec la 
bande est en général résolu approximativement ; on suppose que la 
répartition de la charge en travers de la bande est uniforme (inten- 
sité de la charge g,.. — P/B), puis on calcule la compression élasti- 
que du cylindre pour une charge homogène au mètre courant. Il 
est clair que la valeur de ô4., calculée de cette façon est en général 
supérieure à Ôtr.u (fig. 215) ; il faut donc en tenir compte dans l’ana- 
lyse de la rigidité totale de la cage. 

Pour le calcul approché de Ô;.. on peut utiliser la formule de 
Hichkok *) : 


Otru — Ri—BRire—— , (19) 


où À; et Z,, sont respectivement les rayons du cylindre de travail 
après et avant la déformation; 


D. Bland et H. Ford [270] ont obtenu une solution plus précise 
en tenant compte des déformations élastiques de la bande laminée : 


16P0,-R+r 
B(VAH;— VAR) 
AHy=AU+AHs: + AH; 


CL H: (2Teis. m°— q2) ; 
Er 


Ôtr.u Fe Rir mr Rir =. (20) 


AVES — 
AIT: = He (oqe — His) ; 


où 4, et H, sont les épaisseurs initiale et finale de la bande: 
Gi €t qe, les tensions spécifiques avant et arrière de la bande. 
On peut citer d’autres solutions empiriques (par exemple, la 
solution de B. S. Kovalsky pour le cylindre et le plan [45]), mais 


*) K. N. Chevtchenko [269] a démontré que le problème du contact de Herz 
ui a servi de départ aux déductions de Hichkok convient plus au calcul du 
début du laminage qu’en régime établi. 
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elles donnent toutes des résultats proches de la réalité seulement 
sous des conditions de laminage bien définies. 

Le calcul exact de la compression élastique non uniforme du 
cylindre de travail en contact avec la bande ne peut être effectué 
que si l’on analyse en commun la déformation plastique de la bande 
et la déformation élastique des cylindres (voir ch. VII). 


2. Principaux facteurs influant sur la déformation 
élastique des cages et la précision des cotes 
du produit fini 


Lors du laminage la pression du métal laminé sur les cylindres 
fait naître des déformations élastiques des éléments de la cage: 
bâtis, cylindres, paliers, vis de serrage, etc. Ces déformations élasti- 
ques font varier l’écartement des cylindres. Lorsqu'on lamine des 
tôles minces, le changement de l’écartement est du même ordre 
de grandeur que les tolérances et l'épaisseur finale. Les causes 
du changement de la pression de laminage, et par conséquent, de 
l'épaisseur de la bande sont diverses: épaisseur non uniforme du 
produit de départ, conditions variables du graissage durant le 
laminage, réglage instable de la cage par suite de l’excentricité 
(battement) des cylindres et de la tension de la bande, chauffage 
non uniforme de la bande (dans le laminage à chaud), déformations 
élastiques et usure des cylindres, etc. En pratique, les variations 
de la pression de laminage dans les laminoirs à tôles atteignent 10 
à 15 % de sa valeur nominale. 

Dans les laminoirs continus, il est nécessaire de régler simultané- 
ment toutes les cages du groupe continu. Un déréglage provoqué 
par les déformations élastiques de la cage provoque la production 
du rebut quant à l'épaisseur et, souvent, la rupture de la bande ou 
la formation des plis. Ce qui à son tour a des répercussions négati- 
ves sur le rendement du laminoir et l'endurance des cylindres. 
De plus, le changement de l’écartement des cylindres dû aux défor- 
mations élastiques de la cage influe sur la vitesse d'engagement du 
métal entre les cylindres et sur la vitesse de sortie, ce qui entraîne 
une variation de la tension inter-cages ou des dimensions de la 
boucle. 

Ces paramètres variables de laminage font varier aussi bien 
l'épaisseur nominale de la bande que son épaisseur en travers de 
la bande et en longueur du rouleau. 

Pour évaluer l'influence des différents paramètres de laminage 
sur les variations d’épaisseur de la bande à sa sortie de la cage, on 
a résolu le système d'équations: 


P 
H3 = OT Mage (21) 
P=P(H:, a, Oft, À, G1, Ge D; B, — s)a (22) 
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où P est la pression de laminage; 
M cage» le coefficient de rigidité (module) de la cage; 
So, l’écartement jinitial- des cylindres; 
H, et H,, l'épaisseur de la bande avant et après la passe; 
Cyr, la limite de fluage du métal de la bande; 
4 et g+, les tensions spécifiques avant et arrière; 
u, le coefficient de frottement dans le foyer de déformation; 
B, la largeur de la bande. 
L'équation (21) traduit la variation de l’écartement des cylin- 
dres (s — s,) *) en fonction de la pression de laminage. C’est une 
équation de déformation élastique de la cage qui s'écrit en général : 


P — Meg (s— So)- 


+ L'’équation (22) caractérise la déformation plastique du métal 
et exprime la pression du métal sur les cylindres en fonction des 
différents paramètres de laminage **). Elle est représentée graphi- 
quement par des courbes de plasticité (ch. IV. p. 2). 

La résolution du système d'équations (21) et (22) qui permet de 
déterminer l'épaisseur de sortie de la bande compte tenu de la dé- 
formation élastique de la cage et des différents paramètres de lami- 
nage se fait analytiquement (97, 111, 271 à 273] ou graphiquement 
[5, 97, 98, 274]. Cette résolution permet également d'apprécier 
l'influence des différents facteurs sur l'épaisseur de sortie de la 
bande et d'en dégager les principaux, d'établir les liaisons entre 
la rigidité générale de la cage et les différents paramètres de lami- 
nage (ch. V, pp. 6, 7). 

La précision de laminage est, d'autre part, influencée par la 
dynamique du Jlaminage [36, 48, 104, 241]. C'est la déformation 
élastique de la cage [5] qui exerce la plus grande influence sur les 
variations d'épaisseur transversales et longitudinales. 

Ces dernières années, s’est manifestée une tendance à l’accrois- 
sement de la rigidité de la cage des laminoirs à tôles moyennant une 
augmentation des diamètres des cylindres et des dimensions des 
bâtis. Pourtant, une rigidité excessive de la cage peut nuire à la 
qualité de la bande car le battement des cylindres d'appui entraîne 
une irrégularité d'épaisseur cyclique de la bande. Sous certaines 
conditions, il est préférable de réduire la rigidité des cages afin 
d'affaiblir l'influence du battement des cylindres d'appui sur l’ir- 
régularité d'épaisseur de la bande. On doit aussi réduire les tolé- 
rances sur l’excentricité des tables et tourillons des cylindres d'appui 
au cours de leur usinage (ch. V, p. 7). 

Lorsque les cylindres d'appui sont montés dans des paliers 
à film d'huile, l'épaisseur de la bande dépend pour une large part 


*) On considère dans l'équation (21) que l'épaisseur de la bande //, est 
égale à l'écartement des cylindres s pour une pression du laminage P. 

*+) Pour les calculs pratiques on s’est servi des équations de A. I. Tsélikov, 
A. A. Korolev, V. S. Smirnov, A. V. Trétiakov, Stown, Sims et autres. 
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des variations de la vitesse de laminage [5, 111, 276]. Les études 
montrent que si la vitesse de laminage croît, l'épaisseur de la bande 
diminue par suite de la réduction du film d'huile dans les paliers 
(ch. IX, p. 5). C’est ce qu’on observe notamment durant les périodes 
transitoires (accélération et freinage) qui se répètent souvent sur 
les laminoirs à froid au moment du laminage des soudures (ch. V, 
p. 10). 

L'irrégularité d'épaisseur transversale dépend des déformations 
élastiques des cylindres, de la largeur de la bande, du profil du 
produit de départ et d’autres facteurs. L'exploitation des laminoirs 
à tôles minces montre que même lorsque le laminage se fait dans 
des cages rigides, il est rationnel de prendre certaines mesures et 
d'utiliser des dispositifs complémentaires qui assureraient l’obten- 
tion de bandes ayant la section transversale désirée lorsque varient 
les divers facteurs technologiques. 

Une mesure efficace propre à réduire l’irrégularité d'épaisseur 
transversale de la bande est la flexion forcée (contre-flexion) des 
cylindres de travail ou d'appui en cours de laminage. Les dispositifs 
de réglage du profil de la bande qui utilisent la contre-flexion des 
cylindres sont exploités avec efficacité sur des laminoirs soviétiques 
et étrangers (voir, par exemple, [11. 276, 277 à 281] et ch. XI). 

Parfois, la réduction notable de l'irrégularité d'épaisseur trans- 
versale est due au profil rationnel des cylindres, notamment, des 
Se d’appui à chanfreins coniques longs aux bords de la ta- 
ble [5]. 

Donc, le choix des dimensions du bâti, du diamètre des cylindres, 
des paliers à film d'huile et de nombreux autres paramètres technolo- 
giques et de construction des cages quarto doit se faire de manière 
à assurer la rigidité optimale de la cage. 

Dans le cas général, la rigidité optimale de la cage doit être 
déterminée à partir des produits laminés, de la précision exigée 
des dimensions de la bande compte tenu des valeurs de la réduction 
et du battement des cylindres. On doit aussi prendre en considéra- 
tion la possibilité de régulation automatique de l'épaisseur de la 
bande et des autres paramètres de laminage [273, 275, 331, 276, 282]. 

La résolution du système d’équations (21) et (22) et les méthodes 
analytiques correspondantes [97, 111, 272, 273] permettent de défi- 
nir la rigidité optimale de la cage, mais n’indiquent pas comment 
obtenir cette rigidité. 

La part relative de la déformation élastique des éléments de la 
cage dans la déformation élastique totale a été déterminée en cours 
d'expériences faites dans des conditions industrielles sur des lami- 
noirs à chaud à larges bandes [39]. 


Les tensiomètres ont été disposés sur une poutrelle en acier uniformément 
résistante, encastrée à une extrémité [55]. La flexion de l'extrémité de la poutrelle 
par rapport au point d'encastrement détermine la déformation cherchée. 

Les résultats des mesures des déformations des éléments des cages sont 
mentionnés sur les fig. 217 et 218 et le tableau 39. 
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Tableau 39 


Comparaison des déformations élastiques des 
éléments des cages quarto des laminoirs à chaud 
1700 et 1680 


Laminoir 1700 | Laminoir 1680 


Eléments de la cage équation de la s, mm équation de la s, mm 
ligne élastique |P=20 MN| ligne élastique |P = 20 MN 
PZ3 MN (300tf)| (2000 tj) IP>3MN(300tf)| (2000 tf) 


Ensemble de serrage rt 0,73*) | 0,56 __ 0,79 | 0,53 
Ecrou-crapaudine . + 0,37 0,43 _—_. +-0,17 0,41 
P P 

Dynamomètre de com- 1-0; 4 0,62 

ression 15200 0,36 | 0,13 TG600 * 0,6 0,02 
Palier: 

ri E_o75 | 0,26 E 0,145 | 0,27 

superieur 7700 T'Y ’ 7500 s 4% TA 

, : P P > 

inférieur 6500 0,31 7500 0,27 
Bâti: 

P P 
colonne 5550 0,36 5550 0,34 
traverse EE 0,34 **) mn 0,47 
5870 : 4210 ' 

Empoise du cylindre P *. P .. 

d'appui 40000 0,05 °°) 40000 0) 


*) Jci et dans la suite P cest en 1f et le deuxième terme est la valeur des écartements 
n mm. 
*#) Obtenu par le calcul [39]. 


La comparaison des déformations élastiques des éléments de deux cages 
quarto semblables d’après la conception et les paramètres a montré une bonne 
concordance des résultats. 

Les expériences industrielles faites sur les déformations élastiques des 
cylindres de la cage quarto 1700 (650/1250 X1700 mm) ont été complétées par 
une étude des modèles en matière à bas module (à base de résine époxyde 940-M) 
et des calculs correspondant à la nature [5]. 

Le tableau 40 présente les données sur les déformations élastiques tant du 
système de cylindres tout entier que de certains de ses éléments. Le même tableau 
compare les résultats du calcul aux données expérimentales des déformations 
des autres éléments de la cage. 

Les calculs ont été effectués à partir des solutions analytiques connues (for- 
mules de A. I. Tsélikov pour la deformation du bâti et des cylindres d'appui, 
formules de B. S. Kovalsky pour la déformation de compression en contact des 
cylindres de travail et d'appui, etc.); la méthode de calcul est entièrement 
développée dans [5]. La comparaison des résultats des calculs et des données 
expérimentales montre que les méthodes de calcul [5] sont applicables pour 
évaluer les déformations élastiques des cages des laminoirs à tôles. 
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Fig. 217. Déformation élastique des éléments d'une cage quarto 1680 
(650/1250 X 1680 mm): 


1 — colonnes du bâti; 2 — paliers du cylindre d'appui ;: 3 — pièces de l’ensemble de serrage : 
#4, 6 — ensemble de serrage; 5, 7 — déplacement des dynamomètres de compression dû à 
la déformation de l’ensemble de serrage, de la traverse et de la colonne du bâti (4 — résultats 
obtenus au serrage des cylindres; 7 — après l’inversion des cylindres d'appui). Voir, aussi 


la fig. 218. 
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Fig. 218. Deéformation élastique 
des éléments d’une cage quarto 
p® 1700 (650/1250 X 1700 mm): 


1 — colonnes du bâti: 2 — pièces de 
l’ensemble de serrage: 53 — ensemble de 
serrage; # — palier du cylindre d'appui 
inférieur ; 5 — palier du cylindre d'appui 
supérieur (cercles noires: résultats de 
laminage: cercles blancs: résultats 
obtenus à la mise au point du lami- 
noir). Voir aussi la fig. 217 


L'analyse de ces résultats permet de tirer les conclusions sui- 
vantes : | 

1. La rigidité du système de cylindres joue le rôle principal 
dans la rigidité de la cage du laminoir à tôles : sa part fait plus de 
50 % de la déformation élastique totale de la cage (tableau 40). 


Tableau 40 
Données expérimentales et de calcul des déformations élastiques 


des éléments de la cage quarto 
1700 (B— 1360 mm ; P—20 MAN (2000 t/)) 


Données expérimen- | Données de calcul 
Eléments de la cage si 
mm | % mm | % 
Ensemble de cylindres . . . . . . 2,052 52,2 2,454 56,7 
XL :COMPTIS SE LU ns di a se ne 
flèche des cylindres de travail . . 0,33 8,40 0,304 7,0 
affaissement des cylindres d'appui 1,142 29,10 1.37 31,7 
compression en contact des cylin- 
dres de travail et d'appui *) . . . 0,580 14,70 0,780 148,0 
BALE me Ce on ie 0,70 17,8 0,788 18,2 
Ensemble de serrage . . . . . .. 0,562 14,3 0,470 10,9 
Empoises du cylindre d'appui . .. 0,050 1,37 0,050 1,2 
Palier du cylindre d'appui supérieur 0,308 7,8 0,283 6,5 
Palier du cylindre d'appui inférieur 0,259 6,6 0,283 6,5 
Déformation élastique totale de la 
Cage ram ans Lt 3,931 100 4,328 100 


#) Ici, de l'épure de compression élastique commune des cylindres on a pris seulement 
sa partie uniforme qu'on enregistre sous les vis de serrage. La compression élastique des 
cylindres de travail en contact avec la bande laminée a été négligée. 


2. L'affaissement du cylindre d’appui (flèche du bord de la 
table du cylindre d'appui par rapport au point d'application de la 
réaction des colonnes) joue un rôle important dans la déformation 
élastique de la cage. Cet affaissement (dans notre cas où le rapport 
diour.ap/Dap = 0.52) fait 30 % de la déformation élastique totale 
de la cage et plus de 50 % de la déformation totale de l’ensemble 
de cylindres. 

3. La part de la déformation du bâti est assez faible dans la 
déformation élastique totale de la cage: jusqu’à 20 % *). 

4. La déformation élastique totale de la cage et, par conséquent, 
son coefficient de rigidité (module) dépend de la largeur de la bande 


*) La même conclusion a été faite antérieurement par P. I. Groudev et 
B. A. Morozov |{283). 
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Jaminée (fig. 219). L'influence de la largeur de la bande s'exprime 
dans ce cas par la déformation de l’ensemble de cylindres (compres- 


0 1,5 30 45 60 
feformation, mm 


Fig. 219. Déformation élas- 
tique totale d'une cage 
quarto 1700: 


1 — calculée pour B — 
1360 mm LM —= 4610 MN/m 
(4661 tf/mm)]l: 2 — expérimenta- 
le pour B = 1550 mmÎM,, ,.= 
=5360 MN/m (536 tf/mm)}: 3 — 
cxpérimentale pour B — 
= 970 mm = 4810 MN/m 


cage 
(481 4//mm)] 


sion commune non uniforme des cylin- 
dres et, dans une certaine mesure, 
l’affaissement du cylindre d'appui). 


3. Détermination de quelques rapports 
optimaux dans le système de cylindres 
de la cage quarto 


Si l'on analyse la déformation élasti- 
que des éléments de la cage du point de 
vue de l'élévation de la précision du 
laminage, on constate souvent que le 
système de cylindres a la plus faible 
marge de rigidité et réduit, par consé- 
quent, les possibilités de diminution des 
irrégularités d'épaisseur transversales et 
longitudinales de la bande. Aussi lors- 
qu'on détermine les rapports optimaux 
des éléments des cages, doit-on prêter une 
attention particulière au choix des rap- 
ports optimaux dans le système de 
cylindres. Soulignons une fois de plus 
que les déformations élastiques des cy- 


lindres (contrairement aux autres pièces 
et ensembles de la cage) influent simultanément sur les irrégu- 
larités d'épaisseur transversales et longitudinales de la bande. 

On a vu que dans le cas général, on a, en fonction des rapports 
des paramètres principaux des cylindres et de la bande, trois types 
d'épures de la pression inter-cylindres : à maximum au centre de la 
table, à maximums aux bords de la table et à répartition uniforme 
(fig. 213) *). 

On a par ailleurs établi sur un laminoir quarto (pour un certain 
rapport L/D,,) qu’à chaque diamètre du cylindre de travail (ou 
au rapport D,,/D;p) Correspond une largeur bien déterminée de la 
bande laminée (ou un rapport B/L) qui permet d'obtenir une répar- 
tition uniforme de la pression inter-cylindres sur la longueur de 
contact des cylindres (fig. 213). 

Sous une forme généralisée les relations entre le diamètre du 
cylindre de travail et la largeur de la bande laminée sont illustrées 
pour les cages quarto 1200, 1700 et 2800 par les courbes de la fig. 220 
construites d'après les données expérimentales [5]. Ces courbes 
montrent qu'on peut obtenir une répartition uniforme de la pression 


*) La figure 213 représente les épures dela pression inter-cylindres calculées 
à l’aide de la formule (1). On trouvera des épures analogues. obtenues pour la 
cage quarto 1200 (D},.n0m — 900 mm; D,n = 1300 mm), dans [5, 246]. 
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inter-cylindres en faisant varier soit le diamètre du cylindre de 
travail (ou le rapport D,,/D,}), soit la largeur de la bande (ou le 
rapport B/L). Lorsqu'on augmente le diamètre du cylindre de tra- 
vail, en gardant constant celui du cylindre d'appui, on doit dimi- 
nuer la largeur de la bande lami- 
née afin de maintenir uniforme la 
pression inter-cylindres. 

Lorsque la largeur de la bande 
est inférieure à l’optimale, l’épure 
présente un maximum au centre de 
Ja table des cylindres (zone À sur 
Ja fig. 220), si elle est supérieure 
à l’optimale, on constate des maxi- 
mums aux bords de la table (zo- 
ne B). La courbe qui sépare ces 
zones est le lieu géométrique des 
points de répartition uniforme de 
la pression inter-cylindres. 

Le critère le plus général de 
classification des laminoirs à tôles 
en fonction de la rigidité de leurs 
cylindres est le rapport longueur 
de la table/diamètre du cylindre 
d'appui (L/D,:). Ce critère permet 
de subdiviser les laminoirs à tôles 
(voir par exemple [6 à 9. 11, 284, 


285]) en six groupes; à l’intérieur 
d’un groupe L/D,, ne varie que de 
0,2 (tableau 41). 

Les courbes représentées sur la 
fig. 221 caractérisent l'influence du 
paramètre L/D,, sur les rapports 
Di/Dop et B/L qui assurent la 
répartition uniforme de la pres- 
sion inter-cylindres le long du 
contact des cylindres de travail et 
d'appui dans les laminoirs quarto. 


Fig. 220. Rapports optimaux entre 
les diamètres des cylindres, leur 
longueur et la largeur de la bande 
assurant une répartition uniforme 
de la pression inter-cylindres lo 
long de Ja zone de contact des 
cylindres de travail et d'appui des 
cages quarto (lignes hachurées): 
A — zone à maximum de pression au 
centre de la table du cylindre : B — zone 
à maximum de pression aux bords de la 
table : Z — cage quarto 1200 : II — FRE 
quarto 1700; 111 — cage quarto 280 


Les courbes ont été construites à l'aide des formules (2) à (4). 
Dans ce cas, c'est-à-dire si la répartition de la pression inter- 
cylindres est uniforme a, — 0 [formule (2)] et 


5188qm.m 


LT aq m + 13440B0 


(23) 

On voit que lorsque L/D,, croît et B/L est constant, il faut aug- 
menter le rapport D,,/D,;, pour que la répartition de la pression 
inter-cylindres reste uniforme. C’est ce qu’on observe précisément 
dans la pratique. Le rapport D,,/D;, qui est de 0,31 à 0,38 dans 
les cages quarto 1200 (D,, — 400 à 500 mm, D,, — 1300 mm), at- 
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Tableau 41 
Classification des laminoirs quarto d’après le rapport L/D:, 


Groupe Laminoir (L, mm) L/Dop 
I 1200, 1270, 1320, 1370 0,9 à 1,1 
Il 1680, 1700, 2000, 2030 1,2 à 1,4 
111 2500 1,8 à 2,0 
IV 2690, 2800, 3025, 3200, 3350 2,0 à 2,2 
V 3550, 3660, 3810, 4200, 4350 2,35 à 2,5 
VI 5000 2,5 a 2,8 


Nota. En principe, les mémes rapports L/D, sont propres aux types indi- 
qués de laminoirs à chaud, à froid et de dresscuses. 


teint 0,55 à 0,6 dans les cages 2800, 3660, 4200 en raison essentiel- 
lement de l'augmentation du diamètre du cylindre de travail. 
(Le rapport des diamètres des cylindres de travail des cages de ces 
trois types à D;,, — 500 mm est égal respectivement à 1,6, 1,76, 
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Fig. 221. Détermination des D;,,, Dop,s L et B optimaux des liminoires 


quarto: 
a— D,,/Dap = f{ (L/Dap); b — B/L = j (D,,/Daj) 


et 1,96 tandis que le rapport des diamètres des cylindres d'appui 
à D,p — 1300 mm est de 1,08, 1,1 et 1,38.) 

D'après les courbes représentées sur la fig. 221 il est commode 
de choisir les paramètres des cylindres et de la bande pour un lami- 
noir quarto (D,,, D;p, B, L) sous condition d'une répartition uni- 
forme de la pression inter-cylindres. 

Pourtant, ce choix ne donne pas de solution finale au problème 
des paramètres optimaux de la bande et des cylindres du laminoir 
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à tôles minces. Il faut, en plus, analyser l'influence réciproque des 
rapports D:/D;, et B/L sur la flexion des cylindres de travail. 

On sait d’après [5] que la compression commune non uniforme 
des cylindres reflète qualitativement le caractère de répartition de 


la pression inter-cylindres. A son 
tour, la compression commune non 
uniforme détermine la différence 
entre les flèches des cylindres de 
travail et d'appui. Sila compression 
commune présente un maximum au 
centre de la table, la flèche du 
cylindre de travail est supérieure 
à celle du cylindre d'appui. Si la 
compression commune est maxi- 
male aux bords de Ja table, la 
flèche du cylindre de travail est 
inférieure à celle du cylindre d'appui. 
Lorsque la compression commune 
est uniforme le long de la table, 
les flèches des cylindres de travail 
et d'appui sont égales (fig. 222). 

Les courbes de la fig. 222 re- 
présentent les variations de la 
flèche du cylindre de travail yen 
fonction de la largeur de la bande 
laminée (B/L) et du diamètre du 
cylindre de travail. Si la pression 
de laminage P est constante, la 
flèche du cylindre de travail dimi- 
nue monotonement lorsque croît la 
largeur de la bande. Notons que 
la valeur absolue de la flèche di- 
minue brusquement lorsque croît 
le diamètre du cylindre de travail, 
surtout, quand les rapports B/L 
sont faibles. Lorsque la pression au 
mètre courant par unité de largeur 
de la bande reste constante, la loi 
de variation de la flèche du cylin- 
dre de travail reste en général va- 
lable, mais les courbes ont un 


Pa 
A 


= 


7,0 88 06  8/L 
Fig. 222. Variations de la flèche 


du centre de la table du cylindre 
de travail du laminoir quarto 
1200 (500/1300 >< 1200 mm) par 
rapport au bord de la table en fonc- 
tion de la largeur de la bande 
laminée (B/L) et du diamètre du 
cylindre de travail (D,,/Dop): 
courbes en traits pleins — P 8 MN 
(800 tf): courbes en traits interrom- 
pus — gg” — 13,33 MN/m (13.33 tf/em): 
zoncs À et Bet courbe borne: voir la 
fig. 220 [calcul à LE EI formules (14) 
d 


maximum pour B/L = 0,6. Cette famille de courbes est coupée 
par la courbe hachurée qui est le lieu géométrique des points qui 
caractérisent la valeur de la flèche du cylindre de travail pour 
une répartition uniforme de la pression inter-cylindres (les flèches 
des cylindres de travail et d'appui étant dans ce cas égales). 

En haut et à droite de la courbe hachurée s'étend une zone où 
les épures de la pression inter-cylindres ont un maximum au centre 
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de la table: ici, la flèche est maximale. La zone située en bas et 
à gauche de cette courbe est caractérisée par un maximum de la 
pression inter-cylindres aux bords de la table (flèche minimale). 

Des résultats identiques, caractérisant la flèche des cylindres 
de travail des cages quarto 1200 (400/1300 X 1200 mm), 1700 
(650/1250 X 1700 mm) et 2000 (800/1600 X 2000 mm) sont repré- 
sentés sur la fig. 223. Les plus intéressantes sont les courbes qui 


PAL Yes PM Yes MM 


0 (4 0 
8 09 70 NT 12 48 09 70 NT 1,2 G8 69 0 1 72 


D tr Dtrnom 
025 028 03 034 057 042 047 052 057 065 040 045 050 055 060 
i 1 2 tr / Dap , | 
J20 J60 400 440 480 520 de 2e 715 700 640 120 600 660 360 
er, 


Fig. 223. Variations de la flèche du centre de la table du cylindre de travail 
par rapport au bord de la table (lignes en traits pleins) et de la bande (lignes 
en traits interrompus) en fonction du diamètre du cylindre de travail et de la 
largeur de la bande: 
a — jaminoir quarto 1200 (D,p = 1300 mm, Don 400 mm); b — laminoir quarto 
1700 (1250 ; 650): ce — laminoir quarto 2000 (1600: 800) 


montrent l'influence de B/L et D,,/D,, sur la flèche du centre de 
la table du cylindre par rapport au bord de la bande (flèche en 
travers de la bande) *). On voit que la flèche du cylindre de travail 
en travers de la bande (la pression complète du laminage étant 
constante) est minimale pour B/L = 0,5 et croît avec le rapport 
B/L. A noter que les flèches sont sensiblement égales pour B/L = 0,7 
ou 0,9. Ce mode de dépendance entre la flèche du cylindre de travail 
en travers de la bande et B/L s'explique par l'influence commune 


*) On utilise précisément ces données lorsqu’'en pratique on calcule le 
profil des cylindres des laminoirs à tôles (5, 286]. 
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de la pression au mètre courant par unité de largeur de la bande, 
de la largeur de la bande elle-même et de la compression élastique 
non uniforme des cylindres de travail et d'appui sur la valeur de la 
flèche. 

Ainsi, la répartition uniforme de la pression inter-cylindres le 
long du contact des cylindres entraîne une compression élastique 
uniforme des cylindres de travail et d'appui, l'égalité de leurs 
flèches, des contraintes de contact minimales dans les cylindres {5] 
et un écrouissage uniforme de la 
surface destables des cylindres*}), ?rr lDop 
ce qui est très important du 
point de vue de leur endurance; 
la répartition uniforme de la 
pression inter-cylindres est le cas 
le plus favorable quant à la fati- 
gue des cylindres [287]. Par suite, 
les paramètres des cylindres 
(D;,, Dop, L) et de la bande (B) 
qui assurent la répartition uni- 
forme de la pression inter-cylin- 
dres sont optimaux dans ce sens. 

Examinons Îla liaison entre 
les principaux paramètres des 04 05 06 07 08 09 &/L 
cylindres des laminoirs à froid 
et des dresseuses (tableau 42) et Fig. 224. Rapports optimaux D,,/D,p 
les produits laminés (suivant B/L) et B/L pour les laminoirs n°8 1 à 7 
sur ces laminoirs (fig. 224). d'après LÉ Se 42 ee MNELOS 

Sur la figure 224 sont repré- correspondent à ceux des laminoirs) 
sentées les courbes des rapports 
optimaux D:,/D,, et B/L pour L/D,n = 0,97 et 1,35. Pour chaque 
laminoir (tableau 42) est indiqué l'intervalle de variation de la 
largeur de la bande B/L. La fig. 224 montre que les largeurs des 
produits finis ne concordent pas avec les valeurs optimales de B/L. 

Voyons sur les laminoirs (1 et 4) comment varie la flèche des 
cylindres de travail et la non-uniformité de la pression inter-cylin- 
dres en fonction de la largeur de la bande finie (tableau 43). 

Les résultats des calculs réunis dans le tableau 43 montrent 
que si les rapports B/L sont minimaux, la flèche du cylindre de 
travail est 2 à 3 fois supérieure à celle qui existe lorsque les rap- 
ports B/L sont optimaux. En outre, on observe dans ce cas une impor- 
tante non-uniformité de la pression inter-cylindres: qua est de 
10 % et de 43 % supérieur à q, respectivement pour les laminoirs 
n° 4 et n° 4. Quand B/L est supérieur aux rapports optimaux, la 
flèche du cylindre diminue, mais la pression inter-cylindres se 
concentre aux bords et dépasse qg, de 10 °% environ. 


*) On voit dans [287, 288] que le caractère de variation de la dureté de la 
surface des cylindres d'appui pendant leur travail correspond aux épures de la 
pression inter-cylindres. 
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Tableau 42 


Principaux paramètres des cylindres et des bandes de certains 
laminoirs quarto à tôles 


Paramètres du laminoir 
o 


d'or Fire Usine (Société) Laminoir, mm LD,» D,, Dan DE 
1 Niles (Ohio, a froid et 0,97 0,41 0,33 à 0,89 
USA) dresseuse 
(584 X 1422 X 1372) 
2 Fontana (Cali- à froid 0,97 0,41 0,45 à 0,93 
fornie, USA) (584 X 1422 X 1372) 
3 Indiana Harbor | à froid 0,97 0,41 0,33 à 0,89 
(Indiana, USA) (584 X 1422X 1372) 
4 Ibidem à froid 1,35 0,40 0,23 à 0,94 
(610X 1524X 2032) 
5 Ibidem à froid 4,35 0,38 0.23 à 0,94 
(584X 1524“ 2032) 
6 Burns Harbor dresseuse 1,35 0,435 0,3 à 0,95 
(Indiana, USA)| (660X 1524X 2032) 
7 Hamilton (On- dresseuse 1,35 0,40 0,3 a 0.93 
tario, Canada) |(660:<4 1524 X 2032) 
Tableau 43 


Résultats du calcul de la flèche des cylindres de travail et de la 
non-uniformité de la pression inter-cylindres des laminoirs 
n° 1 et n° 4 (tableau 42) 


Paramètres 
k, —— 
Laminoir 4 max 
Im. m 

1, 4,10 
0,97 0,410 1,00 

1,07 

584/1422 X 1372 mm 

4, 1,43 
1,35 0,405 1,00 

1,11 


610/1524 X 2032 mm 


*) Valeurs optimales de B/L : voir la fig. 224 
*+) La valcur de Ver CS calculée à l'aide de ‘la ‘formule (14) pour une pression totale 
du laminage P— 10 MN (1000 tf). 
++) Im. max St la pression inter-cylindres maximale lc long de la table (au bord 
ou au centre); g m.m ©St sa valeur moyenne égale à PL. 
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Les données de la fig. 224 et l'exemple examiné montrent claire- 
ment qu’il est rationnel d'utiliser les laminoirs quarto à tôles à lar- 
geur déterminée du produit ou limiter les intervalles de variation 
de la largeur de la bande par rapport à sa valeur optimale si l’on 
veut assurer la flèche minimale des cylindres de travail, faciliter 
le réglage du profil transversal des bandes et tôles (à l’aide des 
dispositifs de contre-flexion des cylindres) *) et élever l'endurance 
des cylindres. 

S'il est impossible de laminer avec une largeur déterminée, la 
conception des cages doit prévoir la possibilité d'utiliser des cy- 
lindres de travail de différents diamètres ou des cylindres de travail 
et d'appui de différentes longueurs de la table. La société RVF 
(Reinische Valzmachinenfabrik) exploite actuellement des cages 
CC-quarto permettant d'utiliser des cylindres de travail de dif- 
férents diamètres (de 130 à 250 mm ) [1]. On utilise aussi des cages 
quarto à bâti extensible. Ces cages servent à laminer des tôles fortes 
de largeurs différentes ; en fonction de la largeur de la tôle on élargit 
ou rétrécit l'ouverture du bâti et on y place des cylindres à tables 
différentes (cages 4320/3350, 5335/4065, etc., [11]). 

Les courbes de la fig. 225 sont commodes pour les calculs prati- 
ques des paramètres optimaux des cylindres et de la bande dans 
les laminoirs quarto. La ligne hachurée sépare lä zone des rapports 
D;-/D;:p qui n'assurent'pas une répartition uniforme de la pression 
inter-cylindres (les cylindres ne sont pas profilés). 

Il est très important, lorsqu'on détermine la rigidité optimale 
des cylindres du laminoir quarto, de tenir compte des facteurs inter- 
dépendants tels que la pression totale du métal sur les cylindres, 
l'épaisseur des bandes laminées et les tolérances sur la variation 
d'épaisseur. On ne doit pas oublier la dilatation des cylindres. 

Les paramètres des cylindres étant donnés, la valeur absolue 
de la pression totale détermine les valeurs des contraintes de contact 
dans les cylindres. La variation de la pression en cours de laminage 
due à des causes différentes ou par suite du passage au laminage 
d'un autre métal, entraîne celle de la déformation élastique des 
cylindres ainsi que des variations d'épaisseur des bandes. Donc, 
si la rigidité des cylindres d’un laminoir est bien déterminée, on 
doit. lorsqu'on choisit le rapport optimal B/L, partir des contrain- 
tes de contact admissibles dans les cylindres et de la gamme des 
tolérances sur l’irrégularité d'épaisseur des bandes. Ceci permet, 
si les paramètres des cylindres sont connus (D,,/D,, et L/D;p), de 
faire varier le rapport B/L dans un certain intervalle dans lequel 
un éventuel changement de la pression de laminage ne fera pas sortir 
les contraintes de contact et l'irrégularité d'épaisseur des limites 
admissibles. 


*) Plus loin (ch. XI, p. 3), on montrera que pour régler le profil d'une bande 
de largeur optimale, il suffit simplement d'appliquer des efforts minimaux aux 
tourillons des cylindres. 
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coniques aux bords des tables des cylindres). 


Cet intervalle de variation de B/L sera sensiblement plus petit 
pour un laminoir à froid que pour un laminoir à chaud ayant les 
mêmes paramètres des cylindres (D,,/D,» et L/Dop). 
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Fig. 225. Nomogram- 
mes de détermination 
des rapports optimaux 
dans les ensembles de 
cylindres des laminoirs 
quarto 1700 (a):2(00(b) 
ct 2500 (c): 

lignes en traits pleins — 
lieu géométrique des 
points qui répondent aux 
rapports centre Dir. Day 
et B/L assurant uncr 

partition uniforme de la 
pression inter-cylindres, 


En déterminant les paramètres optimaux des cylindres, il faut 
tenir compte de l’usure des cylindres des laminoirs à chaud qui est 
l’un des principaux facteurs jouant sur le caractère de répartition 
de la pression inter-cylindres [248, 249]. On doit aussi tenir compte 
des particularités constructives des cylindres (par exemple, le canal 
axial dans les cylindres) et de leur profil (y compris, les chanfreins 
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En pratique, on lamine sur les trains quarto en utilisant partiel- 
lement la table des cylindres (B/L < 0,5 à 0,6). Ces rapports B/L 
et les diamètres des cylindres des laminoirs existants ne permettent 
pas d'obtenir une répartition uniforme de la pression inter-cylindres 
et une flèche minimale des cylindres de travail (par exemple, fig. 225). 
Dans ce cas, l’emploi des chanfreins coniques qui sont importants 
aux bords des tables des cylindres d'appui (la longueur du chan- 
frein atteint (L — B)/2) est une mesure forcée qui contribue à réduire 
l’irrégularité d'épaisseur transversale. Les chanfreins coniques aux 
bords de la table du cylindre diminuent la longueur active de la 
table et contribuent (sous d’autres conditions identiques) à une 
répartition plus uniforme de la pression inter-cylindres (ch. XI, p. 3). 

On ne peut pas considérer que la pratique du laminage sans 
utiliser toute la longueur de la table du cylindre est rationnelle 
(on a, dans ce cas, les conditions du laminage les plus défavorables 
du point de vue de la flèche du cylindre de travail et de la répartition 
non uniforme de la pression inter-cylindres). Les fig. 221 et 225 
montrent que la largeur de la bande doit être de 0,8 Z au moins lors 
du laminage entre les cylindres cylindriques des laminoirs quarto 
1200, 1700, 2000 et 2500 afin d'assurer une répartition uniforme de 
la pression inter-cylindres. Ceci prouve une fois de plus la nécessité 
de destiner les laminoirs à tôles à une largeur déterminée du produit. 

Examinons maintenant l'influence du diamètre du cylindre 
d'appui D, et de celui des tourillons duu;.ap Sur la déformation 
élastique du cylindre et de toute la cage *). 

On a montré dans le p. 2 la grande part (30 %) de la flèche du 
bord de la table du cylindre d'appui par rapport au point d'&ppli- 
cation des colonnes (affaissement du cylindre d'appui) dans la 
déformation élastique totale de la cage du laminoir à chaud 1700. 
Ceci indique que la rigidité du cylindre d'appui et surtout celle 
de ses tourillons est bien insuffisante (du,.ap/Dap = 0,52). 

Pour étudier l'influence de l'accroissement des diamètres du 
cylindre d'appui et de ses tourillons sur l’affaissement, on a effec- 
tué un calcul à l’aide de la formule de A. I. Tsélikov [46] et on 
a construit les courbes de la fig. 226. Si l’on veut diminuer l'affais- 
sement du cylindre d'appui du laminoir 1700, pour dyour-op/Dap = 
— const, on ne doit pas en augmenter le diamètre de plus de 20 ou 
30 %. Une plus forte augmentation du diamètre du cylindre d'appui 
ne sera pas efficace pour ce laminoir. 

Si le diametre du cylindre d’appui est donné, l’augmentation 
du diamètre de son tourillon diminue brusquement l'affaissement. 
Donc, il y a lieu d'utiliser un palier à film d'huile à la place des 
paliers à rouleaux pour lesquels le rapport diur.ap/Dap = 0,92. 
Pour élever encore la rigidité il faut utiliser un PFH sans douille 
conique interne [289]. Lorsque les dimensions radiales sont faibles, 
le rapport diour-ap/Dap atteint 0,8. 


*) Voir aussi p. 4. 
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L'augmentation du diamètre des tourillons du cylindre d'appui 
de 0,5 D,, à 0,8 D,, (le diamètre D,, — 1250 mm étant constant) 
permet de réduire de 2,5 fois l’affaissement des cylindres d'appui. 


OS 
SN 


‘ 


S 
N 


À ffaissement du cylindre d'appui, mm 
S 
LS 


250 1500 1750 @5 07 09 
Dep, MM 40 Ep 


Fig. 226. Variation de l'affaissement du cylindre d'appui (longueur de la 

table : 1700 mm) en fonction du diamètre du cylindre de travail (a) et du rapport 

entre les diamètres du tourillon et en table (b) ; entr'axe des vis de serrage: 
2850 mm 


pes 


L'augmentation” du diamètre des tourillons du cylindre d’appui 
au-delà de 0.8 D,, n’a pas de sens car elle n’entraîne qu'une légère 
diminution de l’affaissement du cylindre. 


4. Influence conjuguée des dimensions de l’ensemble 
de cylindres et du bâti sur la déformation élastique 


de la cage-quarto 


Plus haut (tableau 40) on a démontré que la plus grande part 
dans la déformation élastique totale de la cage revient à la déforma- 
tion élastique de l’ensemble de cylindres. L'augmentation du dia- 
mètre du cylindre d'appui D,,, du tourillon dtur.ap et du cylindre 
de travail D,. influe notablement sur la déformation élastique de la 
cage (tableau 44). L'augmentation du diamètre des cylindres d'appui 
de 20 % et du diamètre de leurs tourillons jusqu'à 0,8 D,, a réduit 
de 3,5 fois (de 1,14 jusqu’à 0,32 mm dans le cas de laminage des 
bandes larges de 1290 à 1360 mm) l’affaissement des cylindres d’ap- 
pui. En même temps on observe une diminution de la déformation 
des paliers de 0,57 jusqu’à 0,06 mm (les paliers de roulement sont 
remplacés par les PFH), de la flèche des cylindres de travail (leurs 
diamètres augmentent faiblement) et de la déformation du bâti 
(à cause de l’augmentation de la section des colonnes qui résulte 
de la conception même du laminoir par suite de l’augmentation du 
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Tableau 44 


Comparaison des déformations élastiques des Mn quarto 
du laminoir 1700 à paramètres des cylindres 650/1250X 1700 mm 
(numérateur) et 725/1525X1700 mm (dénominateur) pour une 
pression de laminage de 20 MN (2000 t/) 1289] 


Déformation élastique (mm) pour une 
largeur de bande, mm 
Eléments de la cage et caractéristiques 
de sa déformation élastique . 


L 1360 *) 
970 1550 1530 
| : . 0,56 0,33 0,20 
Cylindres de travail (flèche) 0,42 0% 0.13 
: | , 1,28 1,14 1,12 
Cylindres d'appui (affaissement) 0,32 0.35 0.31 
Compression en contact des cylindres 44 0,58 0,54 
de travail et d'appui **) . . . . . 0.48 0,59 0,55 
_ 4450 ï 0,70 0,70 0,70 
Bati (Faut = 5500 em?) rio 0,5% 0,54 0, 
Ensemble de serrage y compris l'em- 0.56 0,56 0,56 
poise du cylindre d'appui supérieur T5 0 5% 05% 
. 0,05 0,05 0,05 
Empoise du cylindre d'appui inférieur 00 0,05 0,05 
0,31 0,31 0,31 
Palier du cylindre d'appui supérieur 003 0,03 0,03 
._: 0,26 0,26 0,26 
Palier du cylindre d'appui inférieur 0.03 0,03 0,03 
Déformation élastique totale de la 4,16 3,93 3,74 
Cage . . ee ee + + + + 2,44 2.37 "2,20 
Variation de la déformation élastique 
totale de la cage pour une variation 
de la pression de laminage de +0,166 +0,157 +0,149 
APÆOOSPERTS su du eue 0,098 0,095 |  +0,088 
Variation de la flèche des cylindres 
de travail pour une variation de la 
pression de laminage de AP— +0,0143 +0,0083 +0 ,0057 
= OUUSP Le sur er mets 7 0,0091 10,0064 | —+0,0038 
rs _ la cage Mcoges GN/m | 4,81(481) | 5,09 (509) 9 ,36(536) 
DIR : 5 Ce: in de à à & SU ae car à "Q 9 /QON "Q ZZ IRZZ\ a nar00) 
Rapport de la valeur maximale de la Die (820) 8481889) 1 Ts 0tEes) 
pression inter-cylindres à sa valeur 
moyenne sur la longueur de la 1,23 1,00 41,43 
lablè 2 Less d ras 1,08 7,00 4,10 


*) Largeur de la bande pour une répartition uniforme de la pression inter-cylin- 


**) La mème que dans le tableau 40. 
nv La variation AP de la pression est déterminée expérimentalement sur Ice lami- 
noir ; 


dres. 
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diamètre du tourillon du cylindre d’appui et, par conséquent, du 
diamètre et de la longueur du palier). Ceci entraîne un important 
accroissement du module de rigidité de la cage du laminoir [de 
50,9 (509) à 84,4 GN/m (844 tf/mm)]. 

Corendant, l'augmentation des dimensions des Gvlindies impli- 
que l'augmentation de l’ouverture du bâti et, par conséquent, 
aboutit à l'élévation de sa déformation élastique. C’est pourquoi 
quand on analyse la déformation élastique totale de la cage quarto 


s * 
— “ es 


ef 


Fig. 227. Schéma pour le calcul ‘des déformations élastiques des cages des 
laminoires quarto 


il faut tenir compte de l'influence conjuguée des dimensions de 
l'ensemble de cylindres et du bâti sur cette déformation *). 
kAnalysons l'influence que la variation des dimensions de l’en- 
semble de cylindres et du bâti exerce dans la cage quarto sur la 
déformation élastique de la cage et de ses éléments **). 

On a adopté le schéma de calcul suivant : le bâti est rectangulaire, 
les sections complexes des traverses et colonnes sont remplacées par 
des sections rectangulaires à moments d'inertie et à surface équiva- 
lents (fig. 227). Les études ont été faites pour les cages quarto des 
laminoirs 1200, 1700 et 2000: les dimensions nominales des ensem- 
bles de cylindres et des bâtis des cages des laminoirs standard 1200, 


*) Les études ont, été réalisées avec la collaboration de N. E. Guenichte. 
Les calculs ont été faits sur un calculateur « Naïri ». 

*+*) Le choix des rapports optimaux des dimensions de la cage quarto fait 
l'ohjet de [290 à 292]. 
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1700 et 2000 sont données dans les tableaux 45 et 46; le tableau 
46 indique qu’on a pris dans les calculs une largeur d'ouverture 
Bou = 1,1 Dop et une hauteur A, = 2,6 (D,, + Do). 

Tableau 415 


Dimensions nominales des ensembles de cylindres des cages 
quarto du laminoir à froid 1200 et des laminoirs à chaud 
1700 et 2000 (notations d’après la fig. 227) 


Paramètres, mm 


Laminoir | 

L | Dir | Dop diour. ap fap | Cap 

1200 +) | 400 800 / 900 | **)| 2250 525 

1200 | 5 5 0,31 1300  |G 615 (555) 1.73 0,4 
: 1700 650 : 650 2850 575 
1100 1,36 0,52 1250 0,52 7. | 7.46 
2000 800 1050 711 3270 635 

2000 1,25 0,5 1600 | TS 556 (57) 04 0.Z 


*) Le dénominateur indique la dimension du paramètre Correspondant de l’ensemble 
de cylindres en fractions de D 


*#) Dans cette colonne : Lns parenthèses : diamètre maximal du tourillon conique 
du cylindre d'appui; entre parenthèses : diamètre extéricur de la douille conique de PFH 
(dimension de PFH). 


Le calcul de la déformation élastique du bâti de type fermé 
a été effectué d'après les formules de A. I. Tsélikov [46]. Lorsqu'on 
a calculé la déformation de l’ensemble de cylindres s, ., on a pris 
en considération les composantes qui peuvent ètre compensées par 
le déplacement des vis de serrage: 


Se.c — Yaf.ap + Ou + Otru 


OÙ Yaf.ap est l’affaissement du cylindre d'appui (selon A. I. Tséli- 
kov [46)) ; 

ô,, la partie uniforme de la compression commune des cylin- 
dres de travail et d'appui (selon Kovalsky (45); 

Ôtru, la partie uniforme de la compression du cylindre de 
travail inférieur [déterminée à partir du coefficient de 
compression du cylindre de travail (ch. IV, p. 2)]. 

La déformation des empoises et des pièces du dispositif de ser- 
rage a été calculée pour la compression élastique [5]. 

Le calcul de la composante verticale du déplacement du touril- 
Jon du cylindre d'appui dans le PFH a montré que dans le domaine 
des vitesses et des charges de travail la rigidité du film d'huile est 
tellement élevée qu'on peut négliger le déplacement du tourillon 
du cylindre d'appui dans le PFI. Ainsi, le coefficient de rigidité 
du calcul du film d'huile du palier du laminoir 2000 est égal à 
220 AIN (22 000 tf/mm) pour une vitesse de laminage de 10 m/s 
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Tableau 46 


Dimensions nominales des éléments des bâtis des EU quarto 
du laminoir à froid 1200 et des laminoirs à chaud 1700 et 2000 (mm) 
(notations : d’après la fig. 227) 


Ouverture | Colonne 
Laminoir R 
HGuv bouv | lot | boot | eut Feel 10—= | Tél 10-6 
4800*1) 1360 5810 630 740 
1200 | 69 1,05 | 4,46 | 0,48 | 0,57 | 4660 1,54 
4850 1390 6050 740 560 
1700 | ss | t,11 | 4,8 | 0,502 | 0,448 | ‘140 | 1,89 
6200 1730 7400 790 800 
2000 | gs | 08 | 24,63 | 0,494 | 0,5 6320 | 8,29 
Suite du tableau 46 
Traverse supérieure Traverse inférieure 
$ jo Fi Ÿ 
Laminoir = = = = 
«ses el es ss ls [| 


4990 | 1010 | 885 1 1200 | 740 |. 
1200 4,53 | 0,777 | 0,68 8850| 7,56 1,56 | 0,92 | 0,57 _8 880 | 10,66 
_ 2130 | 1200 | 1130 | 2130 | 1275 | 560 
1700 1,7 | 0,96 | 0,905 13 600 | 16,31 71,7 | 1,02 | 0,48 6 860 | 9,32 
20 | 1200 | 1323 2520 | 1200 | 800 


#1) Le dénominateur indique le paramètre correspondant du bâti en fractions de D, 
#2) La hauteur de l‘ouverture du bâti Houv exprimée en fractions de hauteur du st 
de cylindres 2(D,, + D, p) est de 1,41, 1,28 et 1,29 respectivement pour les Jlaminoirs 


1200, 1700 et 2000. 
( #3) F est la surface de la section transversale de l'élément correspondant du bâti 
mm 


#4) I est le moment d'inertie de la section de l'élément correspondant du bâti (mmé). 


et une charge sur le palier de 10 MN (1000 tf). Soulignons toutefois 
que lorsque le laminoir se met en régime et que les charges varient 
considérablement, le déplacement du tourillon du cylindre d'appui 
dans le PFH peut atteindre une valeur élevée qui est du même ordre 
de grandeur que la déformation élastique totale de la cage. Par 
exemple, lors de l’accélération du laminoir (lorsque la vitesse du 
laminage passe de 0 à 10 m/s), la composante verticale du déplace- 
ment du tourillon du cylindre d'appui dans le PFH sera égale à 
0,14 mm pour un effort sur le palier de 1000 tf (voir les détails au 


p. 5). 
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La fig. 228 représente la dépendance entre les composantes de 
Ja déformation élastique du bâti et de l’ensemble de cylindres de la 
cage du laminoir 2000 et le diamètre du cylindre d'appui. (Ici et 
dans la suite, on n’examine que les composantes de la déformation 
élastique de la cage qui dépendent du paramètre étduié. On omettra, 
par exemple, la déformation élastique du dispositif de serrage dont 
la part dans la déformation totale est exprimée dans les tableaux 
39 et 40). On voit sur la fig. 228 que lorsque le diamètre du cylindre 


Déformation, mm 


7000 1500 2000 DyprMM 


= 
45 46 07 08 09 50 1,1 Dep/ 


Fig. 228. Variations des composantes de la déformation élastique de la 
cage 2000 en fonction du diamètre du cylindre d'appui: 


] — affalssement du cylindre d'appui : 2 — rapprochement des axes des cylindres de travail 

et d'appui: 3 — flexion du cylindre d'appui suivant la longueur de la table : 4 — déforma- 

tion de la colonne du bâti: 5— déformation de la traverse, P — 10 MN (1000ff) : 
4 


diour.ap/Pap = 01: B/L= 0,1 


d'appui croît, les composantes de la déformation élastique de l’en- 
semble de cylindres diminuent considérablement, mais, qu’au con- 
traire, ce sont les composantes de la déformation élastique du bâti 
qui croissent avec les dimensions de l'ouverture du bâti. Donc, 
quand on analyse la déformation élastique de la cage, il faut évaluer 
l'effet total dû à l'augmentation du diamètre du cylindre d'appui. 

La fig. 229 représente la dépendance entre la déformation élasti- 
que totale du bâti et de l’ensemble de cylindres et le diamètre du 
cylindre d'appui, les rapports diour-ap/Dop étant différents. On voit 
que l'augmentation du diamètre du cylindre d’appui et du rapport 
diour-ap/Dap St la plus efficace dans le domaine de faibles valeurs 
du diamètre du cylindre d'appui. Quand dyur-ap/Dap eSt Supérieur 
à 0,8, on n'observe pas de diminution notable de [a déformation 
totale de la cage (v. aussi fig. 226). 
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Examinons l'influence des variations de la surface de la section 
transversale des traverses et des colonnes du bâti sur la déformation 
élastique de la cage. Les dimensions de l'ouverture du bâti et le 
rapport des côtés de la section transversale des traverses et des 
colonnes sont restés constants. Lorsqu'on a fait varier la surface 


Déformation élastique, mm 


15 
750 1250 1750 Dep 1000 1500 2000 D, mm 


Fig. 229. Variations de 
la déformation élastique 
totale du bâti ct de 
l'ensemble de cylindres 
des cages quarto 1200 (a), 
1700 (b) et 2000 (c), en 
fonction du rapport dia- 
métre du tourillon—dia- 
métre de la table du cy- 


Déformation élastique, mm 
es 
u 


lindre d'appui ? et du 
diamètre u cylindre 
d'appui ; P == 10 MN 


05 (1000 1j), B!L = 0.7 


1000 1500 2000 Dyp, MM 


de la section transversale de la colonne, l’entr'axe des vis de serrage 
(points d'action du palier) a été pris égal à la variation de l'épais- 
seur de la colonne. 

La fig. 230 représente à titre d'exemple la variation de la défor- 
mation élastique du bâti et de l’ensemble de cylindres de la cage 
quarto 2000 en fonction de la surface de la section transversale de la 
colonne. Lorsque la surface de la section transversale de la colonne 
s'accroît (jusqu’à 6000 cm* environ), la déformation élastique du 
bâti diminue considérablement par suite de la réduction de la défor- 
mation de la colonne. Une augmentation ultérieure de cette surface 
ne donne pas de résultats, car la déformation élastique des traverses 
augmente. La déformation de l’ensemble de cylindres augmente, 
lorsque augmente la surface de la section transversale de la colonne, 
car la distance entre les points d'action des colonnes devient plus 
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grande. Par conséquent, pour une certaine valeur de F,,, la dimi- 
nution de la déformation du bâti sera contrebalancée par l’augmen- 
tation de la déformation de l’ensemble de cylindres. Ainsi, pour ce 
laminoir, l’augmentation de la surface de la section transversale 
de la colonne au-delà de 7 500 cm* entraîne même une certaine 


0 2500 5000 7500 10000 £,,on2 


Fig. 230. Variations de la déformation élastique du bâti et de l’ensemble 
de cylindres de la cage quarto 2000 (800/1600 X 2000 mm) enfonction de la 
surface de Ja section transversale de Le colonne : 


1 — déformation totale du bâti et de l'ensemble de cylindres : 2 — déformation de l’ensemble 
de cylindres : 3 — déformation totale du bâti: 4 — déformation de la traverse : 5 — déforma- 


tion de la colonne ; P = 10 MN (1000 {f) : d'our. ap/Da ap = 0:7: BIL = 0. 7 


J0 


nn. 


N 
© a 
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7,0 05 
O 5000 10000 15000 # ob cmè 5000 10000 15000 F. En: cm? 5000 10000 15000 E,07È 
Fig. 231. Variations de la déformation élastique totale du bâti et de 
l’ensemble de cylindres des cages quarto 1200 (a). 1700 (b) et 2000 (c) en fonction 
du diamètre du cylindre d'appui et de la surface dela section transversale de la 
colonne du bâti: 

P = 10 MAN (1000 {f): BL =: 0,7: dyour ap Dap * 0 
augmentation de la déformation élastique du bâti et de l’ensemble 
de cylindres (fig. 230). 

La fig. 231 représente l'influence commune des variations de la 
surface de la section transversale de la colonne et du diamètre du 
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cylindre d'appui sur la déformation élastique de la cage quarto. 
Il découle des courbes cerrespondant aux laminoirs 1200, 1700 et 
2000 que la diminution la plus efficace de la déformation élastique 
de la cage est obtenue lorsqu'on augmente simultanément le dia- 
mètre du cylindre d'appui et la surface de la section transversale 
de la colonne du bâti. La valeur admissible de la surface de la sec- 
tion transversale de la colonne du bâti est comprise entre 4000 et 
5000 cm° (D;, = 1250 et 1500 mm respectivement) pour les lami- 
noirs 1200 et 1700 et entre 5000 et 6000 rm° (D,, — 1600 mm) pour 


Déformation élastique, mm 


08 10 12 14 06 70 72 14 06 20 72 74 
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Fig. 232. Déformation élastique du bâti 7. de l'ensemble de cylindres 2 
et leur déformation totale 3 pour une variation proportionnelle simultannée 
du diamètre du cylindre d'appui D,,, de la surface de la section transversale 
de la colonne et de la traverse du bâti: 
a — cage quarto 1200 ; b — cage quarto 1700 ; ec — cage quarto 2000 


le laminoir 2000. Il est intéressant de noter que l'augmentation du 
diamètre du cylindre d'appui au-delà de 1600 mm (pour le laminoir 
2000) ne diminue point la déformation élastique de la cage. 

Les courbes de la fig. 229, b soulignent les avantages d'un lami- 
noir quarto de 725 X 1525 X 1700 (diour-ap/Dap — 0,8) Sur un 
laminoir de 650 X 1250 X 1700 (dyour-ap/Dap = 0,92) du point de 
vue des déformations élastiques de la cage (voir aussi tableau 44). 

Sur la fig. 232 sont représentées les courbes qui caractérisent 
les déformations élastiques du bâti sya:, de l’ensemble de cylindres 


S... et leur déformation totale Cs— Spati + Sr.) POUr une varia- 
tion proportionnelle égale au diamètre du cylindre d'appui et de la 
section transversale des colonnes et des traverses du bâti. L’aug- 
mentation simultanée de D,, Foot» Fs.: de 20 ‘o par rapport à 
leurs valeurs nominales entraîne une diminution de la déformation 
élastique totale du bâti et de l’ensemble de cylindres de 10 % pour 
le laminoir 1200, de 20 % pour le laminoir 1700 et de 15 % pour 
le laminoir 2000. L'augmentation ultérieure de 20 °o des dimen- 
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sions de ces mêmes éléments de la cage ne fait pas diminuer sensible- 


ment la déformation élastique totale ds: 5 % pour le laminoir 
4200 et 10 % pour les laminoirs 1700 et 2000. 


À noter que la variation de ÿ's en cas d'augmentation simultanée 
des dimensions des éléments de la cage est provoquée par la varia- 
tion de la déformation élastique de l’ensemble de cylindres. La 
diminution de la déformation élastique du bâti est constante et 
s'élève à peu près à 20 % pour les laminoirs 1200, 1700 et 2000 
lorsque Dop/Dapnom.  Feot/Feotnom €t Fs.t/Fst nom augmentent 
de 1,0 à 1,2 et de 1,2 à 1,4. 

Les méthodes mathématiques et le calcul sur ordinateur (p. 6) 
offrent de plus grandes possibilités de varier les dimensions des 
éléments des cages afin d’obtenir des rapports optimaux qui déter- 
minent la rigidité donnée de la cage. 


5. Calcul de la composante verticale du déplacement 
du tourillon du cylindre d’appui dans le palier à film d'huile 


Lors du laminage, la variation de la pression du métal sur les 
cylindres, des vitesses de laminage (surtout durant l'accélération 
et le freinage du train laminoir) et de la température (par consé- 
quent, de la viscosité) de l'huile dans le PFH entraîne celle de l'épais- 
seur du film d'huile dans la zone de travail, d'où il en résulte une 
variation de l’écartement des cylindres de travail, de l'épaisseur 
de la bande et des autres paramètres de laminage [2, 293 à 297]. 
Il faut donc tenir compte de la composante verticale du déplacement 
du tourillon du cylindre d'appui dans le PFH. 

Les paliers à film d'huile des laminoirs sont des paliers d'appui 
hydrodynamique [74, 298] *). Le calcul des PFH d'appui se base 
sur l'équation fondamentale de la théorie de graissage hydrodynami- 
que: l'équation de Reynolds (299, 300]: 

4 9 h op 0 [h Op 1 ..  OÔh 
mu lou) ælnalr cad (24) 
où r est le rayon du tourillon, m; 
a, l'angle qui prend naissance à la ligne de centres Oor — Oa 
et croît dans le sens contraire à celui de la marche, rad; 
h, l'épaisseur du film d'huile en un point quelconque, m; 
n, la viscosité absolue de l'huile, kgf s/m*; 
p, la pression hydrodynamique spécifique développée dans le 
film d'huile. kgf/m* : 

z, la coordonnée axiale prise du centre de l’âme parallèlement 

au film d'huile, m; 

u, la vitesse périphérique du tourillon, ms. 

La solution de l'équation (24) sous des conditions aux limites 
choisies donne la répartition de la pression hydrodynamique suivant 


*) On connaît aussi des PFH hydrostatiques [299]; leur application dans 
l’industrie du laminage est riche de promesse [11]. 
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la circonférence (fig. 233) et la longueur du palier. Cependant, à ce 
jour on n’a pas réussi à résoudre analytiquement cetle équation. 

L'équation de Reynolds peut être exactement intégrée si l'on 
considère que le palier est de longueur infinie; dans ce cas, on peut 
négliger la variation de la pression 
dans le film d'huile le long de l’axe 


du palier (2 = 0). Pour le calcul des 


paliers de longueur finie, on utilise 
en général la solution pour le palier 
de longueur infinie en introduisant 
des coefficients correctifs. 

On connaît quelques méthodes de 
résolution approchée de l'équation 
(24), qui diffèrent par la position du 
problème et les hypothèses adoptées 
(298, 300 à 302]. Dans certains ouvra- 
ges (par exemple, dans celui de 
E. F. Zommer ({303]) l'équation de 
Reynolds est intégrée par la méthode 
variationnelle de Ritz. 

Fig. 233. Schéma de principe Après quelques transformations, la 
du palier à film d'huile (PFH): formule s'écrit : 


O , ) 
à — centre de l'âme; Oour — Cen- 2 n 
tre du tourillon du cylindre d'appui F—= TH (cs + 3 Ca) IP, 


où  Pest la capacité de chargement d’un palier de longueur 
finie ; 
Px, la capacité de chargement d’une unité de longueur d'un 
palier de longueur infinie; 
l, la longueur axiale de l’âme:; 
c, et c, les coefficients déterminés à l’aide de la méthode de 
Ritz. 

Notons que ces méthodes permettent de calculer les régimes des 
PFH qui assurent un frottement liquide (absence de contact) entre 
les surfaces en frottement du palier et la longévité nécessaire des 
pièces du palier. Ces méthodes ne permettent pas de calculer directe- 
ment le déplacement du tourillon du cylindre d'appui dans le PFH. 

L'auteur et N. E. Génichte ont élaboré à partir de la solution 
de E. F. Zommer [303] un algorithme [47] de calcul des coordonnées 
du centre du tourillon du cylindre d'appui dans le PFH sur calcu- 
lateur. 

La composante verticale du déplacement du tourillon du cylindre 
d'appui dans le PFH (ypru) est définie par le rapport suivant entre 
la caractéristique de l’excentricité & et l’angle formé par la ligne 
de centres O,our — Où; et l’axe verticale œ (fig. 233): 


D ” 2 
UPFH — —PEHT (a — cos ), (25) 
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2e ? 
DpPrux est le diamètre du tourillon de PFH, "=; 
Ÿ, le jeu radial relatif, m; 
e, l’excentricité caractérisant la position du tourillon dans 


l'âme, m ; 

Ra, le rayon de l’âme, m. 

L'algorithme a été réalisé sur des calculateurs «Minsk-22» et 
«Naïris. Le programme établi permet de calculer les déplacements 
du tourillon du cylindre d’appui dans le PFH quelles que soient 
les valeurs des paramètres constructifs et technologiques. 


333 666 100 Diam,m/s 0  5(500) /0(000) 15//500) PMN(EF) 


Fig. 234. Variations de la composante verticale du déplacement du tourillon 
du cylindre d'appui dans le PFH en fonction de la vitesse de laminage (a) et de 
la pression du métal sur les cylindres (b): 


1—P=5 MN(500 1f); 2 — 10 (1000); 3 — 20 (2000); 4 — vypm— 3:33 M/S: 5 — Dm 


= 6,66 m/s. Points: données expérimentales du travail [291]; courbes: données du calcul 
[47]: données pour le calcul: Dop= 1420 mm; Dhppy= 1022 mm; (R: — r) = 0,42 mm; 


n = 6.5-10—2 kg-s/m° 


La comparaison des résultats du calcul et des données expérimen- 
tales a montré leur bonne concordance (fig. 234); les fig. 235 et 236 
donnent en exemple quelques résultats du calcul. 

Pourtant, l’emploi des calculateurs n’est pas toujours possible 
et le calcul à la main d’après l'algorithme élaboré est fastidieux [471]. 

Aussi, à la base des calculs faits sur calculateur a-t-on conçu 
un nomogramme qui permet de déterminer la composante verticale 
du déplacement du tourillon du cylindre d'appui pour une série 
normale de PFH utilisés sur les laminoirs (fig. 237). La partie de 
droite du nomogramme exprime la dépendance entre la caractéristi- 
que de l’excentricité a et le diamètre du tourillon de PFH pour dif- 
férentes combinaisons des efforts sur le palier. de la vitesse périphé- 
rique du tourillon et de la viscosité de l'huile. Le nomogramme a été 
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0 5 10 1/15 20 25 LIM(F) 
(500) (/000)(1500)(200.22500) 


Fig. 235. Variation de la composante 
verticale du déplacement du tourillon 
du cylindre d'appui dans le PFH en 
fonction de la pression de laminage: 
lignes en traits pleins: pour Je laminoir 
À chaud 2000 (PFH — 1180 x 880 mm): 
lignes en traits interrompus: à froid 
1700(PFH — 900 X 670 mm) 
(n= 0,023 Àkg-s/m°;: chiffres près des courbes : 
vitesse de laminage Cam: 5) 


22 500 
Ypfh /28 


06 24 


0 5 10 15 Von lUS 


Fig. 236. Variation de la composante 
verticale du déplacement du touril- 
lon du cylindre d'appui dans le PFH 
en fonction de la vitesse de laminage. 
Pression du laminage P, MN (tf): 
J — 10 (1000); 2 — 20 (2000): ÿ — 
30 (3000): 4 — 2,5 (250): 5 — 5 (500): 
6 — 10 (1000); lignes en traits pleins: 
laminoir à froid 1700: lignes en traits 
interrompus:  Jlaminoir à chaud 2000: 
n = 0,023 kg:-s/m° 


20 


750 1000 7250 7500 


Fig. 237. Nomogramme pour déterminer la composante verticale du dépla- 

cement du tourillon du cylindre d'appui dans le PFH, lorsque le rapport longueur 

du palier — son diamètre Lppx/Dprx = 0.75% Ÿ = 0,0005 [chiffres près des 
courbes : (un/P)-108] 
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construit pour de vastes intervalles de variation de ces grandeurs, 
ce qui permet d'évaluer le déplacement du tourillon du cylindre 
d'appui dans le plus important intervalle de variations de la caracté- 
ristique de l’excentricité a, i.e. de 1,0 à 2,0. D'après la valeur trouvée 
de la caractéristique de l’excentricité, on cherche dans la partie 
de gauche du nomogramme la valeur de déplacement du tourillon 
du cylindre d'appui ramenée au jeu radial AR — (R; — r). Les 
flèches montrent un exemple de calcul du déplacement du tourillon 


Fig. 238. Variation de l'angle de déplacement de la ligne de centres par 
rapport à l’axe vertical en fonction de l’excentricité a [q* — approximation de 
la fonction à l’aide de la formule (27)] 


du cylindre d'appui du laminoir quarto 1700 dans PFH 900 X 670 mm 
pour un effort sur le palier P — 10 MAN (1000 ff), une vitesse péri- 
phérique du tourillon u = 13 m/s et une viscosité de l'huile n — 
— 0,01 kg-s/m°. Le déplacement relatif est égal à 0,38. 

Dans les calculs empiriques on peut utiliser la formule d'inter- 
polation qui exprime la liaison entre la caractéristique de l'excentri- 
cité et les paramètres de construction et technologiques du PFH 
[voir aussi la formule (25)]: 


a — [(0,0432Dprn + 0,0056) ( 7e )" +1], (26) 

où P est l'effort qui agit sur le PFH, kg. 
L'angle d'écart de la ligne de centres q peut être déterminé à 
l’aide du graphique @ = f (a) (fig. 238) ou calculé avec la formule 


- p* =: 0,23 1g (a — 1) + 0,60, (27) 


qui approximise la dépendance @ = f (a) avec une précision suffi- 
sante pour les calculs pratiques. 

Les formules (27) et (28) sont également commodes pour les 
calculateurs, quand la détermination de la composante verticale 
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du tourillon du cylindre d'appui dans le PFH fait partie des opéra- 
tions d’itération (ch. I, p. 3). Ces formules ont été employées pour 
établir le modèle mathématique de laminage des tôles minces; il 
s’en est suivi une importante réduction du temps-machine. 


6. Optimisation sur calculateur des principaux paramètres 
de la cage assurant sa rigidité donnée 


Les méthodes de calcul connues permettent de déterminer la 
déformation élastique de la cage d’un laminoir quelconque (voir 
tableau 40) avec une précision suffisante pour la pratique. Ce pro- 
blème se pose lorsqu'on élabore les régimes de mise au point du lami- 
noir et on prend des mesures visant à élever la précision des dimen- 
sions du produit. Le problème se pose d’une autre manière lorsqu'il 
s’agit de calculer la déformation élastique de la cage durant la 
projection d’un nouveau laminoir. Dans ce dernier cas les paramè- 
tres des éléments et des pièces de la cage ne sont pas connus d’avance. 
Le problème se ramène au calcul de diverses variantes de la défor- 
mation élastique de la cage lorsque les paramètres essentiels varient 
dans des intervalles donnés. En définitive il faudra calculer les 
paramètres qui assureraient, par exemple, la déformation élastique 
minimale de la cage. Le problème se trouve facilité s’il existe un 
laminior analogue à celui en construction : les paramètres essentiels 
du premier peuvent être considérés comme une première approxima- 
tion des paramètres du second. Mais même dans ce cas, et à fortiori 
dans le cas général, la résolution de ce problème se heurte à de 
grandes difficultés, difficultés que l’on surmonte en appliquant les 
méthodes mathématiques de détermination sur calculateur rapide 
de l’extrémum d’une fonction de plusieurs variables. 

Examinons le problème d'optimisation des paramètres essentiels 
de construction d'une cage quarto afin d'assurer à la cage une rigi- 
dité donnée qui satisfasse aux conditions de précision du laminage 
des tôles. 

La déformation élastique s de la cage de laminoir est une fonction 
de plusieurs variables : 

SSSR Lis. 2h 0 dd), 
où z; est un paramètre de la cage (variable); 

n, le nombre de paramètres. 

Le problème d'optimisation consiste à déterminer l’extrémum 
de la fonction donnée. La condition nécessaire d’extrémum est que 
toutes les dérivées partielles des fonctions s par rapport aux para- 
mètres soient nulles, i.e. 0s/0x; — 0. Ainsi, pour déterminer l’extré- 
mum il faut d’abord calculer les dérivées partielles de la fonction s 
par rapport aux paramètres x;. Le signe de la dérivée définit le 
sens de variation du paramètre, et la valeur de la dérivée peut 
indiquer l'écart de la fonction s par rapport à l’extrémum. Si la 
dérivée partielle 0s/0r; — 0, on ne doit plus faire varier le para- 
mêtre zx:. 
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Ce problème a été résolu par la méthode de Gauss-Seidel [304] 
qui consiste à chercher l’extrémum de la fonction, pas à pas, par 
rapport à chaque paramètre à optimiser. D'abord, on détermine 
l'extrémum par rapport au premier paramètre à optimiser (0s/0r, = 0) 
en laissant invariables les autres paramètres. On fixe la valeur de z, 
et on cherche la valeur de z, pour laquelle üs/0xr, — 0, etc. 

En règle générale, un cycle, i.e. la variation successive de tous 
les paramètres à optimiser, ne suffit pas à déterminer les valeurs 
qui minimisent la fonction étudiée. C'est pourquoi, ce cycle doit 
être répété plusieurs fois. 

L'algorithme d'optimisation d’après la méthode de Gauss-Seidel 
s'écrit: 

Ti, j — Li, j-1 + Az; sign (As, j-1); (28) 
OÙ Z:;,] est le i-ième paramètre à optimiser dans le j-ième cycle; 

Ax:, la valeur du pas pour le i-ième paramètre; 

AS;,j-,, l'accroissement de la fonction au (j —1)-ième pas; 

ASi, ji = Si,j-e — Si.j-1; 

1,siy>0 
sign y = 4 0, siy =0 
—1, si y < 0. 

La formule (28) montre que l'optimisation est ramenée à ce qui 
suit: on fait un pas dans le sens du décroissement de la fonction, 
si le pas précédent entraîne un accroissement de la fonction, on fait 
une inversion, i.e. le pas suivant est fait dans le sens opposé. Le pas- 
sage à l'optimisation du paramètre suivant se fait lorsque l’accrois- 
sement de la fonction est nul ou positif, c'est-à-dire, si As; > 0. 

Pour l'optimisation on a adopté les paramètres essentiels à 
varier de la cage quarto tels que le diamètre du cylindre de travail, 
le rapport des côtés de la section transversale des colonnes et des 
traverses du bâti. 

On a choisi comme critère principal des dimensions optimales de 
l'ensemble de cylindres l'obtention d'une épure uniforme de la 
pression inter-cylindres (voir p. 3). La résolution simultanée des 
équations (2) et (23) permet de trouver les valeurs optimales des 
dimensions essentielles de l’ensemble de cylindres. 

Lorsqu'on calcule les paramètres de l’ensemble de cylindres, 
il faut se donner les intervalles admissibles de leurs variations. 
Ainsi, les valeurs limites de D,, peuvent être déterminées à partir 
des conditions suivantes : l'emprise stable du métal par les cylindres, 
le laminage de l'épaisseur minimale de la bande et la stabilité des 
cylindres de travail à la flexion latérale dans le plan horizontal [5]. 
Le diamètre du cylindre d'appui est considéré comme étant une 
valeur arbitraire déterminée à partir du diamètre du cylindre de 
travail à condition que l’épure de la pression inter-cylindres soit 
uniforme (p. 3). 

Les autres paramètres du bâti et de l’ensemble de cylindres et 
leur interaction ont été considérés comme les dérivées des paramè- 
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tres énumérés plus haut. Onles a déterminés à l’aide des relations 
suivantes (fig. 227): 


Bouv —_ kiDapn Houy — 2ke (D; + Da p) ls cor Bois + Des ; 


Leot — Houv + Us.cot ; dtour.ap = k3Dop > Cap — k,L - Acots 


OÙ X;, Ko, ka, KA Sont les coefficients de liaison entre les para- 
mètres de la cage (tableaux 45, 46). 

Lorsqu'on optimise les paramètres de la cage, l’augmentation 
des dimensions de certains ensembles (en particulier, du bâti) alour- 
dit l'équipement, ce qui n’est pas toujours souhaitable et peut 
parfois dépasser les possibilités technologiques des usines de construc- 
tions mécaniques. D'autre part, une augmentation proportionnelle 
des dimensions géométriques de tous les éléments de la cage entraîne 
une diminution insignifiante de la déformation élastique de la cage 
(voir p. 4 et le travail [111]). Donc, l’optimisation doit être réalisée 
a condition de limiter certains rapports en partant de la masse des 
éléments de la cage. 

La limitation de la masse des pièces de l’ensemble de cylindres 
n'est pas souhaitable pour deux raisons : d’abord, la part essentiel- 
le de la déformation élastique de la cage incombe à l’ensemble de 
cylindres et, par conséquent, l’augmentation de la rigidité de cet 
ensemble produit le meilleur effet sur l’augmentation de la rigi- 
dité de la cage; ensuite, le diamètre maximal du cylindre de travail 
(et donc, du cylindre d’appui) est limité en fonction des exigences 
technologiques indiquées. 

Quant à la limitation de la masse du bâti, elle est nécessaire 
parce que la cage peut devenir bien lourde sans que diminue sa dé- 
formation élastique. La condition de constance de masse du bâti 
Wu peut s’écrire (fig. 227): 


Woati — 2 (as sbsstlsit + Gcotdeotleot) = CONSt. (29) 


Outre la condition de constance de la masse, on doit limiter 
aussi d’autres relations entre les dimensions du bâti. Par exemple, 
l'utilisation des PFH implique le respect de relations déterminées 
entre les dimensions de l'ouverture et l'épaisseur de la colonne du 
bâti. 

La figure 239 donne l’organigramme de l'algorithme d’optimi- 
sation des paramètres de construction de la cage quarto. 

Avant le début du calcul, on se donne les paramètres essentiels 
du laminoir étudié (longueur de la table, largeur de la bande, cons- 
tantes numériques caractérisant les propriétés mécaniques des 
pièces de la cage ainsi que les coefficients de liaison entre les para- 
mètres essentiels de la cage), les approximations initiales des para- 
mètres variables, les limites de leur variation et la précision voulue 
de leur calcul. 

Les approximations initiales des paramètres variables sont 
choisies arbitrairement dans leurs intervalles de variation. Pour- 
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Fig. 239. Organigramme de l'algorithme d'optimisation des principaux 
paramètres de construction de la cage quarto | 


tant, lorsqu'on se donne les conditions initiales, il est nécessaire 
de satisfaire la condition (29) de constance de la masse du bâti. 

Les intervalles de variation des paramètres doivent être néces- 
sairement donnés. Si un paramètre quelconque n'est pas limité par 
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construction ou pour des raisons technologiques, son intervalle de 
variation peut être choisi arbitrairement, mais il ne devra pas 
limiter le paramètre à optimiser. 

Ensuite, on passe au calcul des dimensions initiales du bâti 
et de l'ensemble de cylindres, de masse du bâti et du pas initial 
de variation des paramètres. Le pas initial de variation des para- 
môêtres est défini par le nombre n; par lequel on divise l’intervalle 
de variation du paramètre. La valeur initiale du pas sera 


NE ee à 


n} ? 


où a; et b; sont les limites inférieure et supérieure de variation 
du paramètre. 

Si le volume du bâti est considéré comme paramètre initial, 
on ne détermine pas la masse du bâti, on calcule les paramètres 
conjugués et la déformation élastique de la cage. 

On calcule la déformation élastique de la cage en fonction des 
dimensions initiales, puis on commence à faire varier les paramètres 
dans l’ordre suivant : diamètre du cylindre de travail, épaisseur 
de la colonne du bâti, hauteur de la traverse, largeur de la colonne 
du bâti. Chaque paramètre est affecté d’un indice d'ordre de sa 
variation. 

On détermine le diamètre optimal du cylindre d'appui en fai- 
sant varier le diamètre du cylindre de travail et le paramètre ax, 
sous condition d’une répartition uniforme de la pression inter- 
cylindres. On calcule ensuite les dimensions du bâti en supposant 
satisfaites la condition de constance de la masse et la condition de 
conjugaison des paramètres essentiels. Quand on varie les paramè- 
tres b,., et l,.,, on ne détermine que les dimensions du bâti. 

A chaque pas de calcul d’une variable, on teste le résultat. 
Si S;,; < S;,5 le sens de variation reste le même (s;,;_,; s;.; est 
la déformation élastique de la cage pour deux pas consécutifs). 
Si Si,;5 > S;.5-1, On rétablit la valeur précédente de l'argument et 
on inverse le sens de variation. 

Quand le sens de variation reste le même, l’indice de la variable 
est testé, puis la variable est variée de la valeur du pas et on vérifie 
la condition 


(4 2 cd TL; << bi. (30) 


Si la variable reste dans l'intervalle (a;, b;), on détermine les 
dimensions auxiliaires dans la cage et on recalcule sa déformation 
élastique. Si la condition (30) n’est pas remplie, la valeur de l’argu- 
ment est rétablie et on fait une inversion, i.e., on change le sens 
de variation. Après l’inversion, le signe de Az; est testé. Si Az; > O, 
on passe à une autre variable. Lorsque se termine un cycle de varia- 


tion de toutes les variables (i >> 4), le résultat de ce cycle est comparé 


*“ e # # e } e La 
à celui du cycle précédent. Si s; sit, i.e. les valeurs de la dé- 


formation élastique de deux cycles consécutifs sont différentes, 
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on reprend l'optimisation des mêmes paramètres avec le même pas 
qu’au cycle précédent. Si sè; = si; !, on analyse la précision A 
de la détermination de l'argument, i.e. la valeur du pas pour chaque 
paramètre est comparée à la précision donnée de détermination de 
l'argument. Si la condition de précision n’est pas remplie, on divise 
le pas de variation des paramètres et on recommence l'optimisation. 
Si la condition de précision est remplie pour tous les arguments, 
le résultat est imprimé. 

De nombreux calculs ont été réalisés à l’aide de l'algorithme 
décrit sur calculateur «Minsk-22». On a pris pour schéma celui de la 
cage quarto représenté sur la fig. 227. 

Le tableau 47 réunit quelques résultats de calcul pour les cages 
quarto des laminoirs ayant des tables de 1700 et de 2000 mm de 
longueur. 

On a pris les données initiales suivantes: k, = 1,1; k, — 1,3; 
ks = 0,7; ka = 1,2; P = 10 MN (1000 if); B/L = 0,7; Wcri = 
= 15 m° (120 tj). Variantes : a — paramètres nominaux des cages; 
b — paramètres de la cage après l'optimisation sans limitation; 
c — paramètres de la cage après l'optimisation avec limitation de 
l'épaisseur de la colonne par sa dimension nominale. 

Comparons, par exemple, les paramètres nominaux de la cage 
2000 (tableau 47, variante a) avec les paramètres obtenus après 
l'optimisation sans limitation en supposant que la répartition de 
la pression inter-cylindres est uniforme (variante b). On voit qu’on 
obtient une répartition uniforme de la pression inter-cylindres si on 
augmente le diamètre du cylindre de travail par rapport à sa valeur 
nominale (respectivement D,, — 875 et 800 mm) et diminue légère- 
ment celui du cylindre d'appui (D,, = 1565 et 1600 mm). La hau- 
teur totale de l’ensemble de cylindres 2 (D;, + D,) augmente de 
80 mm. La surface de la section transversale de la colonne diminue 
alors de 1170 cm°; par conséquent diminue (de 300 mm) la distance 
entre les points d'action des colonnes sur les empoises des cylindres 
d'appui. 

Donc, une faible variation des diamètres des cylindres de travail 
et d'appui de la cage quarto 2000 — la répartition de la pression 
inter-cylindres étant uniforme et la distance entre les points d’ac- 
tion de colonnes étant légèrement inférieure à sa valeur nominale — 
entraîne une importante réduction de la déformation élastique 
totale de la cage et un accroissement de 18 % de son module. La 
flèche du centre de la table du cylindre de travail par rapport à ses 
bords diminue de 2 fois. 

Dans un autre cas, lorsque les diamètres des cylindres de travail 
et d'appui sont sensiblement supérieurs à leurs valeurs nominales 
(D;, = 937 et 800 mm; D,, — 1710 et 1600 mm), la rigidité de la 
cage est la même que dans l’exemple précédent et la flèche des 
cylindres de travail ne diminue que de vo. 

Ces exemples montrent que seul un groupement rationnel de 
la cage du laminoir quarto (la masse du bâti étant la même) permet 
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Tableau 47 
Comparaison des principaux paramètres des cages quarto 


1700 et 2000 avant l'optimisation (a) et après 
l'optimisation (6, c) (fig. 227) 


Laminoir 


E 

Ê 

a C2 0 e 
A 


Variable de calcu) 
Upper TM 
b, mm 


Dop nim 
ap mm 
aol 

beotr M? 
Feoi °° 
F, L cm? 


650 | 1250 | 2850 | 560 | 740 | 4140 | 1130 | 1200 | 13 600 
800 | 1450 | 2702 | 412 | 810 | 3340 | 612 | 4600 | 9 800 
825 | 1515 | 2850 | 560 | 616 | 3450 | 538 | 1760 | 9 450 

800 | 1600 | 3200 | 800 | 10 | 6320 | 1320 | 1200 | 16 000 
2000 b # 875 | 1565 | 2901 | 501 | 1025 | 5150 | 769 | 2063 | 15.900 


c 937 | 1710 | 3200 | 800 670 | 5350 | 737 | 2020 | 14 900 


1700 b 


C 


e | : : 
© _ = Ta > 
Laminoir | © 2 + Ë g 2 À (©) 
B_ | Ë E - Ë E | + LE ë 
£3 = É = ; : pe GE E 
= S un S o L SE AS 3 & 
Fr à a es ES ne so” ne — < Sn S 
| 1,89 [16,31/0,264 | 1,321 | 1,585 | 2,037| 4,91 (494) | 0,133 
1700 b | 1,84 | 20,8 L0,432 [0,884 | 1,347 | 1,768 | 5,65 (565) | 0,043 
; | 1,32 | 24,3 |0,229 0,983 | 1,322 | 4,173 | 5,64 (564) | 0,033 
: | 3,29 19,85 |0,294 | 1,045 | 1,809 | 1,695 | 5,90 (590) | 0,089 
2000 b |4,51 | 57,5 |0,808/0,741| 1,049 | 1,435 | 6,97 (697) | 0,047 


Q 


| 2,61 | 50,7 [0,212 | 0,752 | 1,064 | 1,450 | 6,89 (689) | 0,034 


#) Compte tenu de la déformation élastique de l'ensemble de serrage et des empoises 
des cylindres d'appui. 
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de réduire notablement la déformation élastique de la cage et la 
flexion des cylindres de travail. 

Examinons encore un exemple d'application de la méthode 
élaborée d'optimisation des paramètres constructifs des cages quarto. 
Ces derniers temps on observe une tendance à l'accroissement de la 
longueur des tables des cylindres des laminoirs à tôles minces jusqu’à 
5000 mm [11], ce qui permet de laminer les bandes de grande largeur. 

L'analyse des travaux publiés montre que les principaux para- 
mètres des cages peuvent varier dans de larges intervalles pour des 
laminoirs de longueur de table sensiblement égale, bien qu’en 
général on constate une tendance à l'augmentation de toutes les 
dimensions des principaux éléments de la cage lorsque la longueur 
de la table croît. 

Examinons les variations des paramètres optimaux (du point 
de vue de la déformation élastique minimale de la cage) des cages 
quarto en fonction de la longueur de la table, de la masse du bâti 
et de certaines contraintes imposées aux principales dimensions 
dans la cage. 

On a effectué l’optimisation en choisissant en qualité de para- 
mètres essentiels le diamètre du cylindre d'appui, les dimensions 
des côtés de la section transversale des colonnes et des traverses 
du bâti. Les autres paramètres du bâti et de l’ensemble de cylindres 
ont été déterminés sous la condition de constance de la masse du 
bâti en tenant compte du diamètre du cylindre de travail. Le schéma 
de calcul de la cage est le même que celui représenté sur la fig. 227. 

L'optimisation a été réalisée pour trois valeurs de la masse du 
bâti: 15, 22,5 et 30 m° (150, 180 et 240 f). On a choisi le diamètre 
du cylindre de travail égal à 800 mm. Les autres paramètres de la 
cage ont été donnés par les relations suivantes: 


Le. = 1 Don Ra bcoi , leo 2,6 (Don + Dir) D Ds,1 , d'our.ap — 0,7D,p. 


La figure 240 montre l'influence de la longueur de la tabie des 
cylindres sur les paramètres optimaux des cages quarto et leurs 
déformations élastiques, la masse du bâti étant constante. Les 
courbes montrent que lorsque la longueur de la table croïît (Wyüs; — 
— 45 m*), le diamètre du cylindre d'appui augmente notablement 
(de 1750 mm si L — 2000 mm jusqu’à 2340 mm pour L — 4000 mm). 
Il s'ensuit une augmentation des dimensions de l'ouverture du bâti, 
qui entraîne une diminution des dimensions des colonnes et des 
traverses, ce qui a pour conséquence d'accroître la déformation 
élastique du bâti spa. La déformation élastique de l’ensemble de 
cylindres s,.. diminue quand la longueur de la table croît. Ceci est 
dû au fait que la charge au mètre courant pour les cylindres diminue 
(P = const) et entraîne la réduction de la compression élastique 
des cylindres et de la compression du cylindre de travail inférieur. 
Une certaine augmentation de la flexion du cylindre d'appui se 
trouve ainsi compensée. Donc, la déformation élastique totale de 
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l'ensemble de cylindres et du bâti (3's) change peu lorsque la lon- 
gueur de la table augmente. 

Cependant, il ne faut pas oublier que lorsqu'on augmente la 
longueur de la table des cylindres, on constate que l'effort total 
de laminage augmente proportionnellemnet, la réduction étant 
toujours la même. C’est pourquoi, pour évaluer la rigidité de la 
cage quarto, lorsque la longueur de la table augmente, il est souhai- 
table d’introduire un indice qui caractérise la rigidité de la cage 
en unités relatives. Cet indice sera le rapport de la rigidité de la 
cage à la longueur de la table des cylindres: 


M cage m.cC— M cage! L, 


où M cage m.e eSt la rigidité de la cage au mètre courant, Le ; 
Mise, la rigidité de la cage, t/mm; 
, la longueur de la table des cylindres, m. 


La figure 240, a montre que lorsque la longueur de la table des 
cylindres augmente, la rigidité de la cage quarto au mètre courant 
diminue considérablement. 

Le caractère de la dépendance entre les paramètres optimaux 
de la cage quarto et la longueur de la table des cylindres est le même 
quelle que soit la masse du bâti. 

La figure 240, b représente les variations des paramètres opti- 
maux des cages quarto, de la déformation élastique de l’ensemble 
de cylindres et du bâti et de la rigidité au mètre courant de la cage 
en fonction de la longueur de la table des cylindres lorsque la masse 
du bâti augmente proportionnellement à la longueur de la table 


(War: = 15,0 room) . On voit sur la figure que la déformation 


totale de l’ensemble de cylindres et du bâti diminue lorsque la 
longueur de la table des cylindres augmente. La déformation du bâti 
reste pratiquement invariable et la diminution de la déformation 
totale résulte essentiellement de la réduction de la déformation de 
l'ensemble de cylindres. La rigidité de la cage au mètre courant 
diminue lorsque la longueur de la table augmente, mais cette dimi- 
nution est moins intense si la masse est constante (fig. 240, a). 
Donc, il ne suffit pas d'augmenter proportionnellement la masse 
du bâti pour garder constante la valeur de la rigidité au mètre cou- 
rant de la cage lorsque la longueur de la table des cylindres augmente. 


CHAPITRE X 


CALCUL DE L'ÉTAT CONTRAINT ET DÉFORMÉE 
DES CYLINDRES PAR LA MÉTHODE DE 
LA FONCTION D’UNE VARIABLE COMPLEXE 


Les calculs les plus répandus de l’état contraint et déformé des 
cylindres sont effectués à l’aide de la solution du problème de contact 
de Herz, moyennant certaines hypothèses. 

Les études de l’état contraint des cylindres par la méthode de 
photo-élasticimétrie montrent que ces calculs ne permettent pas 
d'évaluer avec la précision voulue les contraintes dans le cylindre 
de travail à proximité de la zone de contact avec la bande laminée, 
surtout si la surface de contact est sollicitée par des forces de frot- 
tement importantes et les épures de la pression spécifique présentent 
un caractère non uniforme bien prononcé [305]. 

L'emploi des méthodes propres à la théorie des fonctions d’une 
variable complexe (306, 307] a permis à l’auteur de formuler plus 
rigoureusement et de résoudre le problème de l’état contraint et 
déformé des cylindres [308]. 


1. Résolution du problème de l’état contraint et déformé 
des cylindres par les méthodes de la théorie 
des fonctions d’une variable complexe 


Prenons la méthode de N. I. Mouskhélichvili [306]. Les com- 
posantes de l’état contraint o,, Go, T,e et déformé (u,, ue) (dans 
un système de coordonnées polaires) peuvent être exprimées par 
deux fonctions analytiques univoques d’une variable complexe œ (2) 
et Ÿ (2) et leurs dérivées œ” (2), #” (z) et œ” (z) (où z = x + iy — 
= pei): 


0, + 0e = 4 Rep (2); (1) 
0 —0p + 2itpo — 2[2p° (2) +’ (2)] e2i° ; (2) 
26 (up + iue) = e-i2 [xp (2) — 29° (2)] —V G), (3) 
où 6 = g—7 est le module de cisaillement ; 
K = a dans le cas d'une plaque mince (état plan con- 


traint généralisé) ; 


— 3 — 4v dans le cas d'un cylindre de longueur infinie 
(état plan déformé); 

E, le module de l’élasticité : 

v, le coefficient de Poisson. 
La condition d'univocité de la fonction œ (z) et 1 (z) peut être 
remplacée par l'univocité des composantes de contrainte el d’écart. 
Examinons la section transversale du cylindre (fig. 241) à canal 
axial (cas général) en tant que domaine biconnexe s limité par deux 


Fig. 241. Calcul de l'état contraint et déformé des cylindres de laminage 


circonférences concentriques Z, et L, à rayons R, > R, et trans- 
formons-la par le rapport à = w (z) — À (z) en un anneau circulaire 
À <|z|<1 où À et 1 en sont les rayons intérieur et extérieur. 

Le contour extérieur L, de l'anneau circulaire est sollicité par 
une charge: la pression du métal sur les cylindres et les efforts 
d'interaction des cylindres d'appui et de travail: le contour inté- 
rieur À n'est pas sollicité. La charge appliquée au contour extérieur 
a’est pas auto-équilibrée, c’est pourquoi la section plane du cylindre 
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doit être sollicitée par des efforts équilibrants concentrés : l’effort 
équilibrant R, (X5, Y,) égal en module et de signe contraire au 
vecteur principal de la charge extérieure et le moment équilibrant 
M, égal en module et de sens opposé au moment principal de la 
charge extérieure. 

Les efforts et le moment équilibrants (X,, Y,, M,) ont un sens 
physique concret : ils caractérisent les forces de cisaillement et le 
moment de torsion qui apparaissent dans le corps du cylindre et 
sont répartis sur toute la section du cylindre. Remarquons que les 
expériences (voir plus bas p. 4) montrent qu'il est possible de rempla- 
cer les forces et le moment répartis sur la section transversale du 
cylindre par les forces et le moment concentrés. 

Dans le cas d’un cylindre monobloc, les efforts et le moment 
équilibrants sont appliqués au centre de gravité de sa section; 
dans le cas d’un cylindre creux (à canal axial) il est plus commode 
de les appliquer à la partie supérieure du cylindre à proximité de 
son contour intérieur (fig. 241). | 

Dans les études de l'état contraint et déformé des cylindres, 
nous nous intéresserons surtout aux zones situées en dehors des 
zones de contact, i.e. les zones assez éloignées des voisinages du 
point d'application des efforts concentrés. 

Résolvons le premier problème fondamental de la théorie mathé- 
matique de l’élasticité qui consiste à trouver l'équilibre élastique 
du corps si les efforts extérieurs qui agissent sur le corps sont donnés. 

On considère que l'équilibre élastique du corps est connu si l'on 
connaît les composantes de la contrainte ou de la déformation en 
chaque point du corps, or, grâce aux équations (1) à (3), cela se 
ramène à la détermination des fonctions œ (z), vd (z) et de leurs 
dérivées. 

Ainsi, pour analyser l’état contraint et déformé du cylindre, 
il faut résoudre le problème de l'équilibre élastique de l'anneau 
circulaire À < p < 1 chargé suivant le contour extérieur par une 
charge arbitraire non équilibrée, une charge concentrée et un moment 
à l’intérieur du domaine, tandis que le contour intérieur n'est pas 
chargé. 

Prenons pour origine des coordonnées le centre de la section 
plane du cylindre (fig. 241). Soient p (8) et + (6) les composantes 
données de la contrainte extérieure (normale et tangentielle) qui 
agit suivant la circonférence extérieure L, (| z| — 1) de l'anneau 
circulaire. Supposons que ces composantes sont continues (et uni- 
voques) sur L, et qu’elles sont fonctions de l'angle polaire 8, mesuré 
à partir de l'axe positif x (fig. 241). 

Soulignons que les particularités de la charge extérieure (les 
charges considérables en valeur sur une étroite portion du contour 
extérieur en contact des cylindres de travail et d'appui et la pré- 
sence de forces concentrées lorsqu'on fait la résolution sous forme 
généralisée) ne permettent pas d'utiliser pour la résolution la méthode 
des séries [306] car celle-ci ne converge pas assez ‘rapidement. 
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Résolvons le problème en deux étapes (fig. 242): 

1 — résolution du problème de l'équilibre élastique du disque 
plein (fig. 242, b, c) sollicité par les mêmes forces que l'anneau 
circulaire dans le problème posé (fig. 242, a); 


Fig. 242. Résolution du problème de l'équilibre élastique d’un anneau 
circulaire 


2 — résolution du problème de l'équilibre élastique de l'anneau 
circulaire (4 < p < 1) sollicité suivant le contour intérieur par 
les contraintes normales ©, et la charge tangentielle +,5, dont 
les valeurs inverses auront été préalablement obtenues sur la cir- 
conférence À dans la première étape du problème de l'équilibre 
élastique du disque plein (fig. 242, d). 
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Alors, les fonctions : 


P (2) == Pi (2) + Pe (2), (4) 
Ÿ (2) = Yi (2) + D (2), (5) 
où , (2), Ÿ. (z) est la solution du problème de l'équilibre élastique 
du disque plein; 
2 (2), Ÿ2 (z) celle du problème de l'équilibre élastique de l’an- 
neau circulaire à contour extérieur disponible, 
sont solutions du problème posé. 
Examinons les résolutions selon les rapports (4) et (5). 


Equilibre élastique du disque plein sollicité suivant le contour 
par une charge arbitraire non équilibrée, par une charge 
concentrée et un moment à l'intérieur du domaine 


La résolution du problème se ramène à la détermination des 
fonctions œ, (z) et %, (z) des équations (4) et (5). Pour cela on se 
servira de la théorie des intégrales de Cauchy [306, 309] et des for- 
mules générales mentionnées dans [306]. 

Introduisons une charge imaginaire R,, (X», Y m) Concentrée 
au point Oh (1, 6») du contour extérieur égale en module, de même 
sens et de même support que la charge R, (X,, Yo) (fig. 242, a) 
agissant à l’intérieur du corps. Aux forces concentrées à l’intérieur 
du domaine il faut en ajouter celle concentrée R, (X,, Y.) appliquée 
au même point z, (1,6, —06,,) égale mais de sens opposé à R,, (X»,Y m) 
(fig. 242, a). 

Examinons tout d’abord l'équilibre du disque plein sous l’action 
des charges sur le contour extérieur et du moment équilibcant M, 
à l’intérieur du domaine s (fig. 242, b). 

Mettons la charge superficielle répartie sous la forme complexe 
{p (6) + it (6)] et introduisons la fonction 

8 
fo (8) = f (8) + fm (0) = à Ÿ 1p(8) + ét (8)] 9 d8 + 5 (Xm + iYm). 
0 


En appliquant la théorie des intégrales de Cauchy [309] et les 
formules générales du travail [306], il vient 


qu (9 = | Oo ES (Xm + Em) In (0m — 2) — 
Li m 
— 75 D An) On + (6) 
Li | 
LS aan (D As 


m 


5 D (Km im) X Gm— 7 2 Un HY m) Om ]— 


__{ iMo dé 1 . 7 
3 OQn(1—2-20)° 2N 22° (9) 
o= ei, Om--ei"0, Li— circonférence |z| — 1; 
1 6) d = 
Po (2) = CETTE | TO a: (8) 
L: 
0 
a=a—Â-Re — LOI de (9) 
L: 


Pour résoudre le problème de l'équilibre élastique du disque 
plein sollicité aux points intérieurs z, et z. par les forces concentrées 
X,et Yo, (fig. 242, c), utilisons les formules générales du travail [306] 
pour les fonctions ®,, (z) et 1%. (z) au voisinage des points z, et 2, : 

Xo+- iY 
Pie (= ps In (— 23) + Go (2) : (10) 


4 (Xo —1Y 0) 


Zo Xo+ ir | 
Pet M (Z — 22) + ( 0 + ? o) 


rm 22 + Vo(z), (11) 


où ®, (2), Ÿ, (z) sont univoques au voisinage du point z. 

Les autres termes de ces expressions caractérisent les fonctions 
Pie (2) et Ÿ,.(z) au voisinage du point z.. Les conditions aux limites 
sont constituées par l’ensemble de fonctions suivant [306]: 


p(o) + op' (0) + (0) = f(o). (12) 

Dans notre cas (les bords du disque ne sont pas chargés) la condi- 
tion aux limites s'écrit : 

g (6) + op (0) + # (0) -- 0. (13) 


La résolution simultanée des équations (10) à (13) nous donne 
les fonctions +, (z) et Ÿ, (z) que nous substituons dans (10) et (11). 
Les fonctions @,, (z) et w,. (z) seront écrites sous une forme commode 
à leur programmation pour un calculateur numérique: 


Xo+iY 2-— Xo+iY 1 — 22e 
Que (2) = Te In EH — EEE) 1n EE — 


re 2n (1-+-%) 1— 22, 
mc ee er SE 
Vie (2) — — din EE x 
x (5) + ee in! — Le 4 20 FO, (5) 
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où la fonction F (z) est définie par l'expression 
—iYo F2z—2y—2%4  Dz— 29 — 52 
F (z) — Xo— io A a | — 
(2) = 2n (1+%) + %) rer (1 — 221)? (1 —229)° | 
___ #(Xo-+iYo) Ze . Zi | 


22(1+%4) Las 122) 


Donc, les fonctions , (z) et 1, (z) des équations (4) et (5) s’écri- 
vent: 


(16) 


Pa (2) = Pr (2) + Pre (2), (17) 
Va (2) = Ya (2) + Vue (2). (18) 


Equilibre élastique de l'anneau circulaire sollicité suivant le 
contour intérieur par une charge arbitraire équilibrée et dont 
le contour extérieur n'est pas chargé 


Examinons le problème dans le cas où la charge arbitraire équi- 
librée, appliquée au contour intérieur, est constituée par des con- 
traintes normales c, et une charge tangentielle +4 (fig. 242, d) dont 
les valeurs inverses sont préalablement obtenues sur la circonfé- 
rence À dans le problème de l'équilibre élastique du disque plein. 

La résolution, i.e. la recherche des fonctions œ, (z) et ‘pe (2) 
est basée [306] sur leur développement en série de Laurent. Pour 
résoudre ce problème sur calculateur, cherchons les fonctions incon- 
nues de la façon suivante. 

Développons la charge sur le contour intérieur en une série de 
Fourier de coefficients 


2x 
Bn= + | — (0, —it,e) e—i"0 dO, (19) 
0 


et développons les fonctions œ, (z) et . (z) correspondant au proble- 
me examiné en séries de Laurent : 


+ oo 
P; (z) = . ax z* 
et 
Ÿ2 (2) = z D bar? 
Alors 
+00 
P2(2)= Ÿ EL 7} + 04 Inz (k 0): (20) 
+, 
(=> tz+bilnz (kZ 0). (21) 
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Ici les coefficients a; et b, sont définis par les relations 


Boh° Bik BA 
Hole Ce de 22 
____ 2B (22) 
(1x) (1+ A2) ? 
({—k2) (1—À2)2— (1 — 22h +2) (4 — 2-2 +2) ? 

bu —%as; ba —(1+%) aux + ae ; (23) 

0 4 2: 35 2 

k= | D = 4: 


Donc, les fonctions æ (z) et w# (z) [(4) et (5)] constituent la solu- 
tion (générale) du problème posé *). 

En effet, dans ce cas sont satisfaites les conditions aux limites 
sur le contour extérieur (solution pour le disque plein), tandis que 
le contour intérieur de l'anneau est libre car sur la circonférence 
p = À les composantes ©, et T,9 Correspondant aux premier et 
second problèmes sont égales en module et de signe contraire. 

La solution élaborée permet d'étudier l’état contraint et déformé 
des cylindres pleins et creux lorsque la surface de contact est simul- 
tanément sollicitée par des contraintes normales et tangentielles 
(quel que soit le caractère de leur répartition). 

La réalisation numérique de la solution (p. 3) et les programmes 
correspondants permettent, lorsque sont données les coordonnées 
du point z (p, 6), de calculer les composantes de la contrainte ©, 
O9 The: les déplacements u,, u4 ainsi que de déterminer les parame- 
tres 

V (0, — 5e)° + 41e; w—=0+ 2 arctg —21%0 
Pn pes ? Op— 09 ? 
dont les lignes de valeurs constantes sont en correspondance avec 
les isochromes et isoclines obtenus dans les études à l’aide de la 
méthode de photo-élasticimétrie (plus loin (p. 4), on. comparera 
les paramètres obtenus par le calcul et expérimentalement). 

Dans le chapitre XI, on calculera l’état contraint et déformé 
des cylindres en examinant simultanément le système bande-cylindre 
de travail-cylindre d'appui, i.e. on analysera le modèle mathémati- 
que de laminage des tôles minces (ch. I). Dans ce cas, la charge sur 
les cylindres (contraintes normales et tangentielles) est déterminée 
à partir de la solution de l'équation de laminage compte tenu des 
déformations élastiques des cylindres et des autres éléments de la 
cage. 


*) La forme finale des composantes des fonctions  (z) et 4 (z) compte tenu 
des particularités de la résolution sera donnée plus loin (p. 2). 
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2. Particularités de résolution du problème de l’état 
contraint et déformé des cylindres par les méthodes de 
la théorie des fonctions d’une variable complexe 


La résolution décrite plus haut et obtenue par les méthodes 
de la théorie des fonctions d’une variable complexe présente quel- 
ques particularités importantes. On sait [306] que la détermination 
des écarts suivant les composantes de contrainte données ne peut 
pas être complète, car les fonctions œ (z) et vŸ (z) qui ont servi à 
calculer ces écarts sont définies à certains termes constants près, i.e. 


p (2) = p (2) + Ciz + y; (24) 
Ÿ (2) = Vd(z) +, (25) 
où y et y sont des constantes arbitraires complexes; 
C est une constante réelle arbitraire. 


Les termes constants y et y’ caractérisent le vecteur de déplace- 
ment rigide du corps, tandis que C caractérise celui de la rotation 
rigide du corps autour du point z (0, O). 

Donc, pour lever l'indétermination dans les calculs des écarts 
u, (8) et ue (0), il est nécessaire de déterminer et d'annuler dans les 
fonctions œ (z), 1% (z) et æ’ (z) les termes constants y’ et Ci qui don- 
nent le déplacement rigide et la rotation rigide du corps comme un 
tout. Ce qu'on obtient si l’on se donne l'écart et la rotation en un 
point quelconque du corps. 

Pratiquement, en partant de la formulation mathématique du 
modèle (ch. Î), il est commode de se donner un écart nul dans la 
résolution du problème de l’équilibre élastique du disque plein en 
point z (0, 0) que l’on fixe et par rapport auquel on détermine la 
déformation (écart) en tout point du cylindre. La fixation du point 
z (0, 0) équivaut aux égalités 


p (0) = 0; (0) = 0, (26) 
qui, compte tenu de la forme d'écriture adoptée ci-dessus, s’écrivent 
Gui (0) = 0 58 Pa (0)—0; Pr2(0) —0; 112 (0) = 0; (27) 

P2 (0) —0; 1e (0) —0. 


En résolvant le problème suivant le schéma indiqué, on obtient 
en définitive: 


Qu (2) = > | In (1— 
Li 


) LP (6) + it (8)] ei° dB — 


al: 


1 ; z z Le iMoz . 
TX 2 (Xm + iY m) In (1 — a) (Xm—iYm) Ro ges ; 
(28) 
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LT (=> | In (1—-+) [p (8) + it (81e: 40 — LE + 


L: 
1 j (0) do a 2 
++ | 03 + — + D (Xm—iYm)In (1 —+)- 
L: m 
1 1 X m cr EY m .Y” 
7% SD SE Xn—in) 0m— 
1 Ne CA iMo 
7 D An 5 En) On] + 5 DR 2 aan t 
iMo 1 iM 020 . 
+ 24 2 Pr — ’ (29) 
_ # (Xo —iY 0) 2 —°! Xo LiYo 20 2 
Ve M tra En (= +) GA 
Xo— Yo, 1—252 , ÀXo—iYo "= 
Hg nn (280) À 
Xo+iY F(2  F(0 
+ ED Gi) + (30) 


Ainsi, en représentant la solution du problème de l'équilibre 
élastique du disque plein avec les fonctions 11 (2), 11 (Z); Pie (2) 
et 1,2 (z) d’après les formules (28), (29), (14) et (30), on élimine le 
déplacement rigide du corps lorsqu'on détermine les écarts. 

On a noté plus haut que dans le cas général, la solution du pro- 
blème de l’équilibre élastique de l’anneau circulaire {fonctions o, (2) 
et . (z)] est su perposée à celle du problème de l'équilibre élastique 
du disque plein. Il s'avère que lorsqu'on détermine les écarts libres 
du déplacement rigide du corps, la fonction , (z) est convenable- 
ment définie par l’expression (20) tandis que le calcul de la fonction 
%. (2) doit se faire à l'aide de la formule 

+ 00 


pe (2) = S'L 2 4 D In ze. (31) 

La rotation rigide du corps dans le problème de l'équilibre 
élastique de l'anneau circulaire est déterminée par le terme constant 
de forme Ci (où C est une constante réelle) dans la fonction ' (2): 
voir la formule (24). 

Par suite, pour lever l’indétermination dans les calculs des 
écarts zu, (0) et uo (8) il est nécessaire de déterminer et d'annuler 
dans les fonctions ®,, (z), 1° (z) et ®: (z) les termes constants Ci. 
On a démontré que lorsque la condition de nullité du moment 
principal des forces appliquées au corps est satisfaite, la rotation 
rigide du corps est absente, i.e. Ci — 

Dans les raisonnements précédents, à aucun moment on n’a 
sollicité les fonctions logarithmiques. On sait par ailleurs (306, 307] 
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qu’une fonction logarithmique d'une variable complexe est une 
fonction infinie : sa partie réelle est univoque et sa partie imaginaire 
est déterminée à un multiple de 2x près. 

Cette particularité de la fonction logarithmique d’une variable 
complexe entraîne aussi une indétermination dans le calcul des 
déplacements lors de la résolution du problème de l'état contraint 
et déformé des cylindres. 

Pour lever cette indétermination, examinons en détail la ques- 
tion du choix de la branche des fonctions logarithmiques multivo- 
ques. Il faut annuler l'influence du multiple de 2x de ces fonctions 
sur le déplacement du corps. 

Tout d’abord, soient les fonctions w,, (z) et w., (z) : formules (28) 
et (29). Pour les fonctions logarithmiques multivoques du type 


In (1 — +) figurant dans ces équations, il faut choisir la branche 


où In (1) = 0, i.e. les variations de arg (1 — +) de —7x à +1. 
Pourtant, si l’on tient compte du fait que|z|<<|o]|, la variation 
de arg 1 — + est comprise dans l'intervalle (—:/2 à —+x/2). 


Ainsi, on exclut des fonctions œ,, (z) et 1, (z) le terme constant de 
forme i2kx. 

Examinons ensuite les fonctions ®,, (z) et 1,, (z): formules (14) 
et (30). Ces IonUleS renferment des fonctions logarithmiques 


—2.2 
de la forme 1n =—“ et In =—==. Remarquons que nous pouvons 


— 2° Z9 


a une ee quelconque pour la fonction logarithmique 


In — . Ceci exclut complètement l'influence des, termes i2kn 


sur le ne car pendant la déduction des équations pour 


Po (z) et ,. (z) la condition d’univocité des écarts xy + y = 0 
06] a été satisfaite. : 
D'autre part, il y a lieu d'écrire la fonction logarithmique In _— aa 
— 229 
sous la forme suivante ]1n [1 — 2z,] — 1n {1 — zz,] pour laquelle il 
faut choisir la branche où In | 1 | = 0. Si l'on tient compte du fait 
que |[zz, | 1 et | zz, | 1, L faut faire varier arg|1 — zz;| 
dans l'intervalle de — + à à ++ comme arg | 1 — #|. Ce faisant, 
on exclut l’influence sur les de ccmente des termes constants de 
la forme i2kx contenus dans les fonctions ,, (z) et 1,2 (2). 
Examinons, enfin, les fonctions ®, (z) et w. (z): formules (20) 
et (31). Pour la fonction logarithmique In z qui figure dans ces fonc- 
tions, le choix de la branche n’a aucune importance : on peut choi- 
sir n'importe quelle branche. Ceci exclut l'influence des termes 
constants de la forme i2kx sur le déplacement, car les fonctions 
Pe (z) et wÿ. (2) sont déduites sous la condition de l'univocité de 
l'écart xy + y = 0. 
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En conclusion, signalons que l'absence dans les fonctions q (2) 
et  (z) de termes constants (tant réels que complexes), lors, de la 
détermination des écarts, exclut l’éventualité d’un déplacement et 
d'une rotation rigides du corps comme un tout. 

I] importe de noter aussi que l’adjonction aux seconds membres 
des fonctions œ (z) et 1 (z) de constantes arbitraires (réelles et com- 
plexes) n'exerce pas d’influence sur l’état contraint du corps [voir 
les formules (1) et (2)]. 


3. Particularités de la réalisation sur calculateur 
numérique du problème de l’état contraint et déformé 
des cylindres *) 


Lorsqu'on fait la réalisation numérique de la solution par les méthodes de la 
théorie des fonctions d’une variable complexe (Pp. 1, 2), le moment le plus 
délicat est le calcul des intégrales de Cauchy et des fonctions logarithmiques. 
Examinons les particularités de la programmation des intégrales de Cauchy 
qui figurent dans la solution sous la forme 


0) d 
Q()= | TS , (32) 
Li 
f (6) 4 
Qt= | LAS, (33) 
- L: 
d 
Qe= (10, 4) 
L: 
où 
) 
1@=4 | 1P(0)-+# (01e d0; (35) 
= ei. : 
L, est la circonférence | z| = 1; 


n = 4, 2, 3 est l’ordre de la dérivée. 

On a supposé que le point z n’est pas situé sur le contour extérieur Z;. 
Si le point z coïncide avec tout point du contour extérieur ou s’en approche, les 
fonctions sous le signe de la somme des équations (28) et (29) tendent vers l'infini, 
car (6 — 00)! et les intégrales (32) à (34) n’ont pas de sens. Ceci concerne les 
contours sollicités car sur les contours libres les intégrales de Cauchy peuvent 
être remplacées par des fonctions analytiques (voir plus loin). Si l’on passe 
à la limite [309], on affecte à ces intégrales un sens bien déterminé sous forme 
de leurs valeurs principales, néanmoins ce passage à la limite n'est pas possible 
lorsqu'on utilise les méthodes numériques. 

Auparavant, pour calculer l'état déformé à proximité des contours sollicités, 
on a proposé une méthode d'extrapolation sur la circonférence extérieure L,; 
d'après les valeurs des grandeurs respectives en trois points intérieurs [71]. 
Mais on s’est aperçu en travaillant sur le programme que le calcul des déforma- 
tions des cylindres et des zones proches de celles de contact pouvait être effectué 
d'une autre manière. On a constaté en effet que si l’on élève la précision de la 
représentation de la fonction j (6) [formule (35)] dans les formules (28) et (29), 
on obtient l’approche de la surface (L,) à la distance de 0,9995R (pratiquement, 


*) La réalisation numérique a été effectuée en collaboration avec V. N. Khlo- 
ponine et M. V. Kocyréva. 
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on peut admettre que c'est le contour chargé), la durée du programme étant 
notablement réduite. 

Une autre possibilité de réduire le temps-machine est la transformation des 
intégrales de Cauchy (32) à (34) sous la forme 


_ (IP@)+iT()ei 
Q1= P@=nr (36) 
L: 
_ (IP@O)+iT EU) 
. an 0: (37) 
;| 


i0 
Q3— | POTFOLe dB, (38) 
L: 


où n = 1,2. 
Dans ce cas, la particularité des intégrales devient moins prononcée et la 
nécessité de déterminer / (0) à l’aide de la formule (35) est exclue. 
Lorsqu'on calcule numériquement les intégrales (36) à (38) à proximité 
du contour extérieur chargé, il est nécessaire d'assurer une précision de calcul 
élevée, ce qu'on atteint en utilisant la formule de Simpson: 


b 
1= [rod tnt 


1 
ce + 2emi + Un | | (39) 
où h— = : 
2m est le nombre d'intervalles partiels de l'intervalle d'intégration (ab): 


y; = f (x;) pour zx; € (ab). 
Si la condition (J 4m — 12m) < À, où A est la précision de calcul, est rem- 


plie, on prend, pour valeur de l'intégrale, la valeur 


bd 
Tim = | f(x) dr. 


Sur les portions libres de charge du contour extérieur L;, où la fonction 
Î Q) est constante, les intégrales de Cauchy (32) à (34) peuvent être exprimées 
à l’aide de fonctions analytiques de la forme f (0) 1n (6 — z)| 2, où a et b sont 
les bornes du contour d'intégration. Ceci réduit également Île temps-machine, 
car il n’est plus nécessaire de calculer les intégrales le long du contour exté- 
rieur L. 

An sur les arcs libres de charge on a les fonctions analytiques suivantes : 


Q# (2) = 7 (os) (à In (69 —:) 


6, ? 


(= (on) (—Dim(e—s ft: | 
Q%()= 1 (01) ( In (ef — 271 [OH ; 
Q8 (= 1 (60 (+) in (ei9—)2 li | 
— | (40) 
Q? (2) =) (— 5 In (60 — 2) [ei ; 
Lis 


Q8 (z)= f (oi) (D e7 À 


Œiss 
LE ® 


) 


Pour définir les déplacements u,, (8) et uÿ (0) dans les calculs, on doit trouver 
les arguments des fonctions logarithmiques dans l’intervalle —+ : +5) , 1.0. 
calculer arctg z, ce qui remplit convenablement les conditions (27) d'obtention 
des écarts libres du déplacement et de la rotation rigide du corps comme un tout. 

Le calcul numérique des fonctions ®,, (z) et 1,2 (z) {formules (14) et (30)] 
ne poserait aucune difficulté, s’il n’y avait pas la nécessité de faire un nombre 
considérable d’opérations arithmétiques sur les nombres complexes. La méthode 
de multiplication et de division des nombres complexes adoptée a permis de 
renoncer à la ce on très encombrante des fonctions en parties réelle et 
Rss Le bloc de calcul de ces fonctions a été par là même considérablement 
simplifié. 

A chaque nombre complexe correspondent deux cellules consécutives. L'une 
est réservée à la partie réelle, l’autre à la partie imaginaire. Si, par exemple, 
on associe au nombre :, = z, + iy, les cellules B et B + 1, le nombre x, est 
ee dans (B) et y, dans (B + 1). Alors, la division z,/z, équivaut au produit 

e z, par 


Ze 23 + y5 z5 + yà 
Lorsqu'on calcule les coefficients a, et b,, c’est bien moins la précision de 
la résolution qui limite le nombre éventuel de termes contenus dans les formules 


(22) et (23) que l'arrêt à débordement du calculateur, car le terme À-2k+? qui 
igure dans ces formules tend à l'infini si À est petit. En partant de l'inégalité 


() <x 


(où 2" est le nombre maximal calculable: pour le calculateur « Minsk-22 » 
n = 62), on obtient après des transformations simples la relation: 


rc ART +, Gt) 


2m — 


qui pére de déterminer le nombre possible de termes dans les formules (22) 
et (23). 

Il est rationnel de calculer les coefficients B, de la série de Fourier (19 
à l’aide de la formule de Simpson (39) avec un Fe de 2x/m. A noter que m dépen 
du rayon de l’orifice À. Si À = 0,5, m — 100 assure une bonne der i 
de la fonction de la charge sur la circonférence À ; quand À diminue, il est préféra- 
ble Fe faire diminuer la valeur de m, car on réduit considérablement le temps- 
machine. 

La formule de Simpson nous est imposée par la nécessitée de calculer B, 
avec la précision maximale, car la condition de la convergence uniforme de la 
série de Fourier [306] comporte une erreur de A: 


C 
lBal<-s ;, 


où C est une constante positive. 
En calculant B, avec une erreur A, on a 


C 
| Ba + A| EI 
d'où il vient 
C 
|Bnl<-7—A. (42) 
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On voit de (42) l'influence de l'erreur À du calcul de B, sur la condition 
de convergence uniforme de la série. 


À la base de l'algorithme dont l'organigramme est représenté sur fig. 243, 
on a élaboré un programme qui réalise la résolution, décrite plus haut, du pro- 
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Fig. 243. Organigramme de l'algorithme de résolution du problème de 
l’état contraint et déformé des cylindres 


blème de l'état contraint et déformé des cylindres. La description des blocs 
principaux et auxiliaires du programme fait l'objet de [47]. L'ouvrage [310] 
est consacré à la réalisation numérique de la résolution étudiée. 


4. Comparaison des résultats du calcul et des données 
expérimentales 


Dans le but de confirmer la validité de la résolution du problème 
de l’état contraint et déformé des cylindres par les méthodes de la 
théorie des fonctions d’une variable complexe et de sa réalisation 
numérique sur calculateurs «Minsk-22» et «M-20», on a comparé les 
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résultats du calcul aux données expérimentales. Tout d’abord, les 
résultats du calcul ont été comparés aux diagrammes des isochromes 
et isoclines obtenus par la méthode de photo-élasticimétrie sur des 
disques plans (avec et sans orifice) sollicités par des forces concen- 
trées. 

Sur la fig. 244 sont superposés les diagrammes des isochromes et 
isoclines calculés et expérimentaux. Les conditions expérimentales 
sont décrites dans le tableau 48. 

Tableau 48 


Caractéristique des disques en matière optiquement active 
à base de résine époxyde 3-40 et conditions expérimentales 


Diamètre du disque, 
nm Valeur de la charge par 


Epaisseur 
DE | SR du disque | Pende, de matière | rapport 
extérieur | intérieur | t, mm Gaf/em?) vertical du 
D=2R 24 disque eæ=x/R 
a 4,25 (125) | 57,5 (9 10,2 1,480 (14,8) 0 
b 1,00 (100) | 79,6 10,2 2.9 1,495 (14,95) 0 
c 1,00 (100) | 79,0 40,0 6,9 1,540 (15,4) 0 
d 0,50 (50) 79,0 (0 7,0 1,390 (13,9) 0,5 


La comparaison fait apparaître une concordance presque totale 
des résultats du calcul et des données expérimentales. 


Soulignons que parfois les isochromes ne permettent pas d'enregistrer 
le diagramme des isoclines en certains endroits du modèle. Ainsi, sur la fig. 244.b 
on remarque qu'il a été M anne d'enregistrer les isoclines expérimentales 
dans la zone où passe une large bande d'ordre zéro. 

Donc, les calculs fournissent une solution plus précise ue l'expérience. 
Ceci concerne tout d’abord les zones à isochromes d ordre zéro ainsi que les 
secteurs situés à ans du contour du modèle où, par suite de l'effet de 
bord {311 à 314], l'état contraint peut différer notablement de l’état réel. 

La comparaison des isochromes observés dans les cylindres-disques durant 
le laminage [39] est d'un grand intérêt vu l’action simultanée des charges nor- 
males et tangentielles non uniformément réparties sur la surface du disque 
(suivant la longueur de l'arc d'entraînement). Par ailleurs, les résultats du 
calcul effectué sur calculateur ont été comparés aux solutions théoriques connues 
[44] joue la loi elliptique de répartition de la charge extérieure. 

our faire la comparaison, les contraintes de contact (normales et tangen- 
tielles) sur la surface du cylindre dans la zone de déformation sous la forme des 
charges (fig. 245) ont été introduites dans la résolution sur calculateur. La 
fig. 246 dénote la bonne concordance des résultats du calcul et des données 
expérimentales. Soulignons qu'il ne faut pas s'attendre ici à une coïncidence 
totale, car l'obtention des épures des contraintes de contact d’après les diagram- 
mes des isochromes expérimentaux est basée sur une intégration graphique 
des équations d'équilibre du problème plan de la théorie de l'élasticité [39]. 
Ainsi donc, on n'observe pas une concordance totale entre les diagrammes des 
isochromes expérimentaux et les épures des contraintes de contact déterminées 
avec une erreur atteignant jusqu’à 10 %. L'effet de bord mentionné plus haut 
influe sur le résultat de traitement des diagrammes des isochromes expérimentaux. 

Pour procéder à une comparaison avec les solutions théoriques connues, 
on a remplacé la composante normale de la charge par une charge normale 
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Fig. 244. Comparaison des isochromes (en bas) et des isoclines (en haut) 

obtenus par le calcul et expérimentalem nt pour des disques plans c de 

forces concentrées ; les isochromes et isoclines obtenus par le calcul sont indiqués 

en traits continus fins (chiffres: ordre des isoclines, degrés); conditions des 
expériences: voir le tableau 48 


élliptique équivalente (fig. 245) AppAIquee à la même portion du cylindre. En 
outre, on a calculé une variante où la portion est sollicitée, en ne de la charge 
normale elliptique p, die les forces de frottement réparties elliptiquement et 
égales à 0,15 p. Les Itats des calculs sont représentés sur la fig. 247. En 
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cas de charge normale elliptique (sans forces de frottement), la coordonnée du 

point Tma+ est égale à p — 0,955 R. Pour un cylindre de 68 mm de rayon, la 

proneenr du point de la contrainte tangentielle maximale (1 — p) est égale 
04 mm. ' 

D'après la théorie de Herz-Béliaev [44], si l’on considère que l'arc de con- 
tact est une corde dont la moitié, dans notre cas, est b — 3,95 mm, la contrainte 
tangentielle maximale Tmox = 0,31 p = 0,31 X 6,40 — 1,984 kgf/mm® à la 
profondeur de 1 — p = 0,78 b = 3,08 mm. Donc, on observe une différence 
de l’ordre du centième entre les résultats du cal- 
cul effectué à partir de notre solution et la solu- 
tion de Herz-Béliaev. 

La fig. 247 montre l'influence des forces de 
frottement sur le caractère de l'état contraint du 
cylindre: lo point tra, se déplace vers la surface 
du cylindre dans le sens d'action des forces de 
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Fig. 245. Epures des con- 
traintes normales p et 
tangentielles + dans le 
foyer de déformation: 


Fig. 246. Comparaison des isochromes obtenus par 
le calcul (traits continus) et expérimentalement 
(traits interrompus) dans les cylindres; chiffres 


rès des courbes : ordre des isochromes; conditions 

Su laminage et épures des contraintes de; contact 

suivant la fig. 245 (1); l'astérisque indique la 
position du point Tmax (en kgf/mm®) 


1 — H, = 2,05 mm, 8 = 
æ {12,2 er laminage sans ten- 
sions ([39].fIg. 142, épure 1): 
2 — charge peu corres- 
pondant à l'épure 1; 


frottement et la valeur de tra, croît. Si l'on compare les figures 246 et 247, on 
constate des variations de l’état contraint du cylindre quand cet état est calculé 
à l'aide des épures réelles des contraintes de contact. Lorsqu'on calcule l'état 
contraint et déformé des cylindres dans les zones voisines du foyer de défor- 
mation, il faut prendre en considération l'influence des forces de frottement 
et la non-uniformité des pressions spécifiques, i.e. il faut utiliser les épures 
réelles des contraintes de contact. 

Sur la fig. 248 on compare les déformations élastiques du disque en acier 
calculées pour la loi elliptique de la répartition de la charge avec les données 
expérimentales [315]. Les courbes montrent une bonne concordance des résultats 
du calcul et des données ea en Une certaine divergence des résultats 
concernant les surfaces du disque (p = R et p = À) s'explique par le soudage 
des capteurs près de la surface du disque [315]. 
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La solution élaborée et sa réalisation numérique sur calculateur 
permettent de calculer l’état contraint et déformé des sections planes 
des cylindres sollicités sur le contour extérieur par une charge répartie 
non équilibrée et par un effort concentré équilibrant et un moment 
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Sens des forces de frottement 


Fig. 247. Isochromes dans un cylindre 

sollicité par une charge elliptique nor- 

male (traits continus) et par des charges 

normale et tangentielle (+= 0,15 p) 

(traits interrompus); épure de la charge 

elliptique et épure de p correspondante, 
selon la fig. 245 
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Fig. 248. Répartition de la défor- 
mation de compression suivant Île 
rayon du disque en acier dans le 
sens d'action de la force P égale 
à 10, 20, 30XN (1,2et 3 tf) (cour- 
bes respectives 1, 2 et 3): 
lignes en traits continus: résultats du 
calcul: traits interrompus: données 
expérimentales (le disque est serré entre 


les poincons de rayon égal à celui du 
disque) 


à l’intérieur du corps du cylindre. La comparaison des résultats du 
calcul et des données expérimentales a prouvé la validité de la métho- 


de décrite. 


J1 faut noter que la résolution du problème de l’état contraint et 
déformé de l’anneau circulaire par les méthodes dela théorie des fonc- 
tions d’une variable complexe peut être appliquée non seulement au 
calcul des contraintes et déformations des cylindres de divers lami- 
noirs (duo, quarto, Sendzimir), mais aussi dans nombre d'autres cas. 
On peut l'utiliser pour le calcul de l’état contraint et déformé des 
roues de wagon, des rouleaux, des paliers de glissement, des têtes de 


bielle, etc. 


CHAPITRE XI 


ÉTAT CONTRAINT ET DÉFORMÉ 
DES CYLINDRES 


Le présent chapitre est consacré à l’analyse générale de [l’état 
contraint et déformé des cylindres de laminage et de l'efficacité 
de la flexion forcée (contre-flexion) des cylindres dans les laminoirs 
quarto de divers types. On y démontre l'avantage des cylindres com- 
posites, on donne l'analyse de l’état contraint des cylindres de tra- 
vail et d'appui soumis à la contre-flexion. 


1. Influence des forces de frottement de contact et 
du caractère de chargement sur les contraintes et 
la déformation des cylindres 


Le calcul de l’état contraint et déformé des cylindres est d’une 
grande portée pratique et scientifique. Pour cela on peut utiliser 
les solutions du problème de l’état contraint et déformé des corps 
élastiques en contact sollicités par une charge normale à leur ligne 
de contact [44, 45, 316] ou par des charges normale et tangentielle 
simultanées [44, 45, 317]. On a élaboré aussi des méthodes spéciales 
de calcul des cylindres [305, 318. 319]. Néanmoins, l'influence des 
contraintes tangentielles de contact (forces de frottement) sur l’état 
contraint et déformé des cylindres n’a pas été étudiée dans le détail; 
on ne sait encore pas dans quels cas peut-on effectuer les calculs sans 
tenir compte des forces de frottement de contact. 

On a étudié l'influence de ces forces sur l’état contraint et défor- 
mé des cylindres en faisant appel aux méthodes de calcul décrites 
dans le chapitre X. Les calculs ont été réalisés pour l'épure elliptique 
des charges normales qui agissent suivant la surface de contact du 
cylidre (fig. 249). On a choisi des épures des forces de frottement de 
trois types: monozonales elliptiques (T = up); bizonales elliptiques 
(fig. 249, a) et bizonales asymétriques (fig. 249, b). On a fait varier 
le coefficient de frottement de 0 à 0,5. Soulignons que la répartition 
monozonale des forces de frottement est observée en pratique durant 
le patinage des cylindres suivant toute la surface de contact ainsi 
que lors du patinage réciproque des cylindres de travail et d'appui. 

Les diagrammes des isochromes de calcul sont représentés sur 
les fig. 250 à 252. On voit que les forces de frottement influent nota- 
blement sur les contraintes tangentielles maximales dans les cylin- 
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Fig. 249. Conditions aux limites pour le ed de l’état contraint et défor- 
mé des cylindres de laminage: 


a — À épures symétriques bizonales des forces de frottement, ,b — à épures asymétriques 
bizonalcs; chiffres près des courbes: valeurs de lu; pe == 605 MN/m! (60,5 kgf/mm') 


Jens du /aminege Sens du larminsre 
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Fig. 250. Isochromes (2Ttmax = 
= const) dans la zone de contact 
du cylindre sollicité par les char- 
ges normale p et tangentielle 
Ses LP) LE simultanées : 
a—up=0;b—0,2; c— 0,5; chiffres 
près es Courbes: Tmazx/Po Po: charge 


normale maximale selon l'arc d'entrat- 
nement [p, = 605 MN/m: (60,5 Ési/mml 
(astereque Indique les points 

eurs maximales de Canne 


dres. À mesure qu'augmente le coefficient de frottement, la valeur 
maximale t,:- croît et le point de concentration de ces contraintes 
s'approche de la surface et se déplace dans le sens contraire du lami- 
nage. 

En l'absence des forces de frottement sur la surface de contact du 
cylindre (fig. 250), la valeur de tax et la profondeur du point de 
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Fig. 251. Isochromes dans le cylindre 

de travail pour des épures bizonales 

symétriques’ des forces de frottement 
(fig. 249): 
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Fig. 252. Isochromes dans le cylindre 

de travail pour des épures bizonales 

asymétriques des forces de frotte- 
ment (fig. 249): 


a —un= 0,5; b—0,3 (explications: voir voir 
fig. 250) 


a—pw=0,2;, b— 0,1 (explications: 
fig. "250) 


Tma+x COincident avec les valeurs respectives des résolutions théori- 
ques où l’on'examine un corps élastiquesollicité seulement par une 
charge elliptique normale {[44, 45]. 

Si l’on compare les figures 250 à 252, on constate que les diagram- 
mes des isochromes obtenus sont semblables pour les épures monozo- 
nale et asymétrique des forces de frottement (les conditions aux li- 
mites à épures asymétriques des forces de frottement simulent les 
contraintes de contact dans le foyer de déformation durant le lami- 
nage). En outre, les lois de variation de l’état contraint et déformé 
des cylindres en fonction du coefficient de frottement étant identiques 
dans les deux cas de répartition des forces de frottement, on n’exami- 
nera plus loin que les résultats obtenus pour les épures monozonales 
elliptiques des forces de frottement. 


La figure 253 représente les variations de to = 17 


2 
les sections de leur valeur maximale en fonction des forces de frotte- 
ment dans la zone de contact; les valeurs maximales de t,,,. sont re- 
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dans 


liées par une ligne en traits interrompus. On remarquera que l’influen- 
ce des forces de frottement de contact sur l'état contraint du cylin- 
dre apparaît surtout dans la zone contiguë à celle de contact (jusqu'à 
0,05 R de la surface du cylindre); cette influence faiblit en profon- 
deur du cylindre. L'approche rapide (pour u = 0,1; 0,2; 0,3) de la 
surface du cylindre du point de la valeur maximale de la contrainte 
de cisaillement T,,.- s’estompe. A partir de u = 0,3 on observe une 


Tmaz, “Nr (Kg) mm) 
,, 100 (0) (50 (15) 200(20) 250(25) 


S GR 5 


Fig. 253. Influence des contraintes de contact tangentielles sur la valeur 
et le caractère de répartition de Tmax dans les sections de Tax maximale; 
valeurs de ui: 
1—0:2—0,1:3—0.2:4 — 0,3:6 —0,4:6—0,5 


ance à la Surface du cytinare 


est 


augnentation sensible de la valeur maximale des contraintes de 
cisaillement de contact, leur profondeur étant égale à 0,005 R. 

Les forces de frottement de contact influent sensiblement sur les 
contraintes tangentielles t,4 et les contraintes tangentielles norma- 
les o4 (fig. 254). A noter que si les forces de frottement t=0.,3p,, 
la zone de contact du cylindre est sollicitée par des contraintes 
de traction ©, qui sont très dangereuses pour les cylindres en fonte. 
L'influence des forces de frottement sur la contrainte ©, s’amortit 
à une profondeur du cylindre égale à 0,1 R. Les forces de frotte- 
ment n'influent pratiquement pas sur les contraintes radiales norma- 
les ©. 

L'examen commun des données représentées sur les fig. 253 et 254 
permet de conclure que lorsqu'on calcule l'état contraint des cylin- 
dres des laminoirs à froid (pour u < 0,1), les forces de frottement peu- 
vent être négligées. Si l’on calcule les contraintes dans les cylindres 
des laminoirs à chaud (pour u > 0,1), l'influence des forces de frot- 
tement est considérable ; si on les néglige, les calculs risquent être 
entachés d’une grande erreur (allant jusqu’à 50 %) *). 

Les forces de frottement de contact influent beaucoup sur l'état 


% 


déformé dans la zone contiguë à celle de contact du cylindre. La 
*) V. aussi [305]. 
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Fig. 254. Influence des contraintes de contact tangentielles sur les contrain- 
tes normales tangentielles 64 dans le cylindre de travail: valeurs de nu: 
1—0,:2—0,1;,3— 0,2; #4 — 0,8; 5 — 0,4: 6 —0,5 


Longueur de l'arc d'entrainement 


Sens du laminage —> 


Fig. 255. Influence des contraintes de contact tangentielles sur la défor- 
mation radiale élastique du cyMnereee travail en contact avec la bande: valeurs 
6 : 

1—0: 2—0,1: 3—0.2 4—0,3; 8 — 0,4: 6 — 0,5 
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fig. 255 montre que si les forces de frottement de contact s’accroissent 
(ces forces sont actives par rapport au cylindre), la déformation radia- 
Je du cylindre diminue, mais cette diminution n'est pas uniforme sur 
l’arc d'entraînement. On notera que la diminution de la déformation 
du cylindre est pratiquement constante pour chaque variation p 
d'un pas 0,1. 

Dans les calculs empiriques de l’état contraint et déformé des cy- 
lindres, la charge qui sollicite le cylindre est en général donnée par 
une fonction quelconque qui approximise les épures réelles de la pres- 
sion spécifique dans le foyer de déformation (ou dans la zone de con- 
tact des cylindres de travail et d'appui). 

Ainsi, au cours des calculs de la longueur de l'arc d'entraînement 
déformé d'après Hichkok (38, 94], on a adopté un caractère ellipti- 
que de répartition de la pression spécifique; l’épure de répartition de 
la pression spécifique dans le foyer de déformation peut être représen- 
tée par un rectangle (dont la hauteur est égale à la limite de fluage 
forcé du métal à la sortie des cylindres) avec une épure triangulaire 
y construite [257]. 

Examinons l'influence du caractère de chargement (caractère de 
répartition des contraintes de contact dans le foyer de déformation) 
sur l’état contraint et déformé des cylindres. 

Les épures réelles des contraintes de contact ont été obtenues par 
l'intégration numérique de l'équation de laminage (ch. III. p. 2) 
rapportée au laminage à froid de l'acier 08 K«n dans la première des 
quatre cages d’un laminoir 1700 (500/1300 X 1700 mm): e — 30%, 
tension arrière g, = 0, tension avant g.= 276 MN/m° (27,6 kgf/mm°?); 
coefficient de frottement moyen suivant l'arc d'entraînement u — 
— 0,07; épaisseur initiale de la bande 77, = 4 mm. On a intégré 
l'équation du laminage en tenant compte de la zone de déformation 
difficile, considérée comme égale à 0,5 F,,. Les épures des contrain- 
tes de contact obtenues ont été approximisées par des fonctions stati- 
quement équivalentes relativement aux contraintes normales: ellipse, 
ellipse à forces de frottement monozonales (t = up), rectangle 
à forces de frottement bizonales (t — up) et triangle à forces de 
frottement bizonales (t = up) (fig. 256). 

Par ailleurs, on a examiné la répartition des contraintes de con- 
tact en joignant par des droites leurs valeurs aux points d'entrée et 
de sortie du foyer de déformation aux valeurs maximales p,,,, et 
Tma x: 

On a imprimé les valeurs 6 ,, Op, Tmax — (01 — 02)/2, u, et ue 
près de la surface du cylindre de p — 0,999 R à p = 0,954 R avec 
le pas constant Ap = 0,005 R et en profondeur du cylindre de p — 
—=0,90 R à 0,10 R avec le pas constant Ap=0,05 R. Le pas de l’angle 
au centre 6 a été pris constant et égal à 1/21 de l’arc d'entraînement 
dans la zone de contact métal-cylindre, et à 1/11 de l’angle de contact 
dans la zone de contact cylindre de travail-cylindre d'appui. 

Sur la fig. 257 sont réunis les résultats de l'étude. Les courbes 
montrent que l'influence exercée par la fonction d’approximation sur 
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Fig. 256. Choix des fonctions approximisant les contraintes de contact 
dans le foyer de déformation: 
1 — contraintes de contact obtenues par intégration numérique de l'équation de laminage; 
284,6 — fonctions statiquement équivalentes suivant les contraintes normales ; 8 — ellipse : 
: _— ellipse à forces de frottement monozonales, t = 0,07p ; € — rectangle à forces de frotte- 
ment bizonales, %t = 0,07p : 5 — fonctions linéaires par morceaux rectifiant les contraintes 
de contact aux points d'entrée et de sortie du métal à valeurs maximales de Pmax ©? Tmax 


6 — triangle à forces de frottement bizonales, t = 0,07p 
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Fig. 257. Influence du caractère del répartition des contraintes de net 
e tra 
a — contrainte normale 04; b — contrainte tangentielle maximale +, == (0, — 03)/2: 
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es lo foyer de déformation (fig. 256) sur l'état contraint et déformé du cylindre 
vai 


c — contrainte normale Oo: d — déformation radiale élastique u p (en contact avec la bande) 
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l'état contraint et déformé du cylindre se manifeste, dans la plupart 
des approximations, à une profondeur pouvant atteindre jusqu’à 0,1 
R (à une profondeur de 25 mm pour les cylindres de travail de 500 mm 
de diamètre), pour une charge triangulaire, cette influence s'exerce 
jusqu'à 0,25 À. 

Le trait commun de toutes les charges est que plus on s'éloigne 
en profondeur du cylindre, plus faible devient l’influence de fonc- 
tion d'approximation sur les contraintes et la déformation et plus 
s'égalisent les contraintes et déformations suivant l'arc de contact 
(fig. 257). 

Les calculs montrent (fig. 257, c, d) qu’une charge uniformément 
répartie et une charge triangulaire donneraient respectivement des 
contraintes et déformations trop basses et trop élevées dans la zone 
contiguë à celle de contact par rapport aux résultats obtenus en uti- 
lisant les épures réelles des contraintes de contact. Les exemples exa- 
minés montrent que si les épures des contraintes de contact sont 
pratiquement symétriques par rapport au centre de l’arc d’entraîne- 
ment. on obtiendrait alors des résultats convenables en approximi- 
sant l’épure de la pression spécifique avec une ellipse. Ceci est vala- 
ble, par exemple, pour le laminage à froid dans la première cage 
d'un laminoir continu lorsqu'une tension avant élevée déplace la 
ligne neutre vers l'entrée de la bande dans les cylindres. 

Pourtant, dans le cas général, les résultats obtenus en approxi- 
misant les épures des contraintes de contact par une fonction ellip- 
tique, peuvent sensiblement différer (dans l’un ou l’autre sens) des 
résultats réels compte tenu du caractère des épures de p et +. 

Pour cette raison, les méthodes de calcul décrites plus haut (ch. X) 
sont nettement plus avantageuses que les méthodes empiriques, car 
elles permettent de calculer l’état contraint et déformé des cylindres 
quelles que soient les épures des contraintes de contact normales et 
tangentielles. 

En élaborant les méthodes de calcul empiriques de l’état contraint 
et déformé des cylindres, on peut approximiser les épures réelles des 
contraintes de contact par des fonctions linéaires par morceaux 
[305, 318, 319] (fig. 257). 


2. Analyse générale de l’état contraint et déformé 
des cylindres d’un laminoir quarto. Cylindres composites 


Examinons l'état contraint et déformé du cylindre de travail d’un 
laminoir quarto sollicité, côté bande laminée, par des contraintes 
de contact normales et tangentielles non uniformément réparties dans 
le foyer de déformation (fig. 256, épure 7) et côté cylindre d'appui, 
par les épures elliptiques des contraintes normales et tangentielles 
(ch. I, p. 2). On a calculé sur calculateurs «Minsk-22» et «M-20» les 
contraintes et déformations dans la section plane du cylindre de 
p=0,999 R à 0,954 R (p = R sur la surface du cylindre) avec le pas 
constant Ap = 0,005 R et de p=0,9 R à 0,1 R avec le pas constant 
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Ap = 0,05 R. Le pas A8 de l'angle au centre 8 a été pris constant 
et égal à 2°. Dans les secteurs sollicités, le pas de calcul était plus 
petit AO = 12’. 


SC 


Fig. 258. Isochromes dans le cylindre de travail a un laminoir quarto: 
rayon extérieur du cylindre R,, = 1; rayon de l'orifice axial À — 0 (a); 0,1 (b); 
0,2 (c); 0,4 (d); chiffres près des courbes: valeurs de 2Tmax: kgf/mm® 


Les isochromes (0, — 6, — const) et les isobares (6, — const et 
Ce — Const) construites d’après les résultats des calculs sont repré- 
sentées sur les fig. 258 à 260. 
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Tout d’abord, il faut souligner que les isochromes et les isobares 
sont symétriques par rapport aux diamètres vertical et horizontal du 
cylindre, à l'exception des zones de contact de faible dimension du 
cylindre, côté bande laminée (fig. 261). Dans ces zones, les isochro- 


Fig. 259. Isobares des contraintes normales radiales 69 (o, — const) dans 
le cylindre de travail d'un laminoir quarto: chiffres près des Courbes: valeurs 
de o,, kgf/mm® (fig. 258) 


mes et les isobares sont décalées par rapport au diamètre vertical du 
cylindre qui coïncide avec la ligne de centres des cylindres, car les 
épures des charges agissant sur le cylindre sont disposées sur l'arc 
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d'entraînement à partir du point d'engagement du métal entre les 
cylindres et suivant la ligne de centres des cylindres. 

La comparaison des diagrammes (fig. 258 à 261) montre que les 
zones de contact du cylindre de travail sont les plus sollicitées par 
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Fig. 260. Isobares des contraintes normales tangentielles o4 (09 = const) 

dans le cylindre de travail d’un laminoir quarto; chiffres près des courbes: 

valeurs de o9 kgf/mm®; les zones des contraintes de traction sont hachurées 
(fig. 258) 


les contraintes. Cette conclusion a déjà été tirée après analyse des 
résultats de l'étude de l’état contraint des cylindres par la méthode 
de photo-élasticimétrie [5]. 
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Fig. 261. Isnchromes (a), isobares ©, (b) et isobares 68 (c) dans la zone 

de contact du cylindre de travail du côté de la bande laminée; chiffres pres 

des courbes: valeurs des contraintes (kgf/mm?); * — valeurs maximales de 
2Tmax: l.c.c — ligne de centres des cylindres 
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Les isochromes de la fig. 258 caractérisent l'influence du diamètre 
du canal axial sur la variation des contraintes tangentielles maxima- 
les dans le cylindre. Lorsque le diamètre du canal axial augmente, 
les contraintes 21, Croissent dans la zone adjacente au canal de 
3 à 4 fois par rapport aux contraintes dans les points identiques 
z (p, 8) d’un cylindre plein. On constate une brusque augmentation 
des contraintes sur les axes vertical et horizontal de symétrie de la 


Tnaz, MN/mE(kgf/mm?) 
0 100(10) 200(20) 300(30) 400 (40) 


Distance à la surface du cylindre 


Fig. 262. Répartition des contraintes tangentielles maximales Tmax (dans 
les sections des valeurs maximales de t,,,,) en contact du cylindre de travail 
avec la bande (7) et avec Je cylindre d'appui (2) 


section transversale du cylindre. Ceci confirme une fois de plus les 
résultats des études accomplies à l’aide de la méthode de photo- 
élasticimétrie [5} et souligne la nécessité de prendre en considération 
ce paramètre lorsqu'on conçoit les cylindres canaux axiaux, leur fait 
subir un traitement mécanique et les utilise dans des ateliers de la- 
minage. 

Dans ce cas particulier, les contraintes tangentielles maximales 
ont été supérieures plus du double dans la zone de contact des cylin- 
dres de travail et d'appui que dans la zone de contact du cylindre de 
travail avec la bande (fig. 262). La profondeur du point des Tyox 
est différente aussi: elle est deux fois moins grande côté cylindre d’ap- 
pui que côté bande (0,012 R et 0,025 R respectivement). 

Soulignons que ces résultats ont été obtenus à la condition que la 
résultante de l’action du cylindre d'appui soit égale à la composante 
verticale de pression du métal sur les cylindres (ceci peut avoir lieu 
dans une section le long de la table du cylindre de travail). Dans le 
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cas général, il faut tenir compte dans les calculs de l’état contraint 
et déformé des cylindres de la non-uniformité de la répartition 
de la pression inter-cylindres le long de la table du cylindre 
(ch. IX, p. 1). 

Cette relation entre les contraintes n’est valable qu’à une profon- 
deur déterminée du cylindre de travail; à une profondeur de l’ordre 
de (0,05 à 0,06 ) RÀ de la surface du cylindre les contraintes deviennent 
égales, tandis qu'à une plus grande profondeur 7,,,. dans la zone de 
contact du cylindre de travail avec la bande, sont légèrement supé- 
rieures à Tmax dans la zone de contact des cylindres de travail et 
d'appui. 

Les résultats examinés permettent de tirer une conclusion d’une 
grande importance pratique: si l’on calcule la solidité de contact 
cyclique des cylindres [241, 305], il faut évaluer les contraintes dans 
le cylindre de travail, tant dans la zone où il est en contact avec la 
bande que dans celle où il est en contact avec le cylindre d'appui 
(compte tenu de la répartition non uniforme de la pression spécifique 
en travers de la bande et de celle de la pression inter-cylindres le 
long du contact des cylindres), et effectuer les calculs avec des con- 
traintes plus élevées (dans l’un ou l’autre contact). D'autre part, il 
faut prendre en considération la profondeur variable d'application 
des contraintes tangentielles maximales dans le cylindre de travail 
(dans les zones où il est en contact avec la bande et le cylindre d’ap- 
pui) lorsqu'on choisit les contraintes admissibles qui caractérisent 
la limite de fatigue de contact du matériau des cylindres. 

La répartition des contraintes radiales normales (fig. 259) pré- 
sente un caractère bien local dans le cas d’un cylindre plein et d’un 
cylindre à canal axial de petit diamètre (À — 0,1). Les contraintes 
6, sont alors localisées sur la ligne d'action de la charge extérieure ; 
les parties latérales de la section transversale ne sont pas sollicitées 
par les contraintes o,. Lorsque le diamètre du canal axial croît 
(À = 0,2 et À = 0,4: fig. 259, c, d), la zone libre des contraintes 
oc, diminue sensiblement. 

Les: contraintes radiales normales o, diminuent rapidement avec 
la profondeur ; dans ce cas, ©, sont 2 fois inférieures à 0,05 R de pro- 
fondeur qu’à la surface, côté bande, et 3 fois inférieures, côté cylin- 
dre d'appui (fig. 263). La non-uniformité de la répartition de o, le 
long des arcs de contact du cylindre de travail diminue rapidement 
aussi ; à 0,1 R de profondeur, les contraintes ©, sont réparties pres- 
que uniformément (fig. 263,a). 

En examinant la répartition des contraintes tangentielles norma- 
les ©, sur la section transversale du cylindre de travail (fig. 260), 
il faut faire attention à une chose. À une certaine profondeur de la 
surface du cylindre (0,1 À environ pour un cylindre plein) se situe 
une zone de contraintes de traction o4 dangereuses dont la valeur 
croît avec le diamètre du canal axial. Ces contraintes sont réparties 
le long du diamètre vertical du cylindre de travail tant du côté 
bande que du côté cylindre d'appui. 
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Les contraintes de traction 64 qui apparaissent dans les couches 
profondes peuvent détériorer prématurément le cylindre (ces contrain- 
tes sont surtout dangereuses pour les cylindres en fonte). L’'éventua- 
lité de cette détérioration prématurée des cylindres devient plus 
grande si le corps du cylindre comporte des concentrateurs de con- 
traintes (par exemple, sous forme d'inclusions métalliques). Ainsi 
il est nécessaire de déterminer les contraintes tangentielles de trac- 
tion lorsqu'on calcul la solidité des cylindres (en plus de la solidité 
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Fig. 263. Variation de ©, en profondeur du cylindre dans la zone de contact 
du cylindre de travail avec la bande {a) et avec le cylindre d'appui (b) 


de contact) et de contrôler soigneusement le matériau des cylindres 
(par ultra-sons). La présence de contraintes normales de traction 
Ce doit être envisagée lors de la construction des cylindres à canaux 
axIaux. 

Sous sa forme générale, l'influence des divers paramètres techno- 
logiques de laminage (épaisseur initiale de la bande, réduction, coef- 
ficient de frottement, tension de la bande) sur les contraintes tangen- 
tielles maximales t,,,. dans le cylindre de travail est représentée sur 
les fig. 264, 265. 

Les calculs ont été effectués pour le laminage à froid sur un lami- 
noir quarto 1700 (500/1300 X 1700 mm) de l'acier inoxydable X18H9T, 
dont la courbe de durcissement peut être approximisée (selon 
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A. V. Trétiakov ([70]) par l'expression 
Ojr.e = 90 + 2.5-e%9* kgf/mm*. 
On a pris Ep = 2,0-10* Ækgf/mm’; Er, = 2,2-10% kgf/mm*; 
Vtr —= 0,28. 


Les résultats réunis dans les fig. 264 et 265 ont été obtenus en ré- 
solvant simultanément l'équation de laminage et le problème de 
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Fig. 264. Nomogrammes de détermination des contraintes tangenticlles 

maximales dans le cylindre de travail lors du laminage à froid de l'acier inoxy- 

dable (conditions de laminage: texte) sans tension (g, = gs == 0); cocfficient 
de frottement lors du laminage: 

a—mup— 0,06; b—p-= 0.10; lignes en traits interrompus: lignes de réductions égales 


l’état contraint et déformé des cylindres (ch. I, p. 2). Ils correspon- 
dent aux épures réelles des contraintes de contact normales et tan- 
gentielles dans le foyer de déformation. Les pressions totales de la- 
minage pour les valeurs de T,,,. considérées sont données sur la 
fig. 38,a. 

Les nomogrammes (fig. 264) traduisent la faible influence exer- 
cée dans le laminage à froid par le coefficient de frottement (s'il varee 
entre 0.06 et 0,1) sur les contraintes t,,. dans les cylindres et con- 
firment encore une fois les résultats analogues obtenus plus haut 
(p. 1). Si la tension s'élève en cours de laminage, les contraintes 
tangentielles maximales t,,,. dans les cylindres diminuent notable- 
ment (2 à 3 fois) (fig. 265). 

L'état déformé du cylindre de travail, tout commeson état con- 
traint, est caractérisé par une non-uniformité très prononcée. Ainsi, 
la déformation élastique radiale du cylindre de travail est maximale 
dans les zones où il est en contact avec la bande et le cylindre d'appui 
(fig. 266). Ceci étant. on observe une déformation élastique de toute 
la section transversale du cylindre, mais dont le signe est différent 
selon les parties de la section : dans les zones contiguës à celles de 
contact. c'est une déformation de compression ; dans les parties laté- 
rales libres, c’est une déformation de traction. Quand le diametre du 
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40 25 30 25 
épaisseur initiale de la bande Hy, mm 


Fig. 265. Nomogrammes de 
détermination des contraintes 
tangenticlles maximales dans 
le cylindre de travail lors du 
laminage de l'acier inoxydable 
(uù =: 0,08) avec tension: 


A HTeis.0 72 Teix si De 
Di U'=Teis.0 Fees 8 — a 
C —9 A d Q SE 0 , : — ‘ ; 

05 10 15 20 25 a. Ù CiR:0 q ; cie 
sr. 2Teis.o * (2/V3)Teis.o — Umite de 
Epaisseur initiale de la bande #,, mm fluagc forcée de la matière de la 
bande en état initial (27, = 


= 2/V3. Ocis.e— idem, compte tenu du durcissement pour une réduction e);: lignes 
en traits interrompus: lignes de réductions égales 


Fig. 266. Déformation élastique radiale du cylindre de travail à canal 

axial de 0,2 R,, (a) et 0.4 R,, (b) de diamètre. Données du calcul: acier 0,8 K«n 

(laminage à froid); //, == 4,0 mm; e — 30%; p :- 0,07; a, — 0; qe — 

— 276 MN/m° (27,6 kgfimm®); En = 2,0.108 MAN/m° (2,010 kgf/mm°); D,, = 

— 500 mm; L = 1700 mm; Ey, = 2,210 MANim® (2,2-104 kgfimm°); Vi, = 
— 0,28. Les zones de déformation de traction sont hachurées 
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canal axial croît, la déformation u, augmente de plusieurs fois dans 
les zones de contact et dans les parties latérales libres de la section 
transversale du cylindre (fig. 266). 
La non-uniformité de la déformation élastique radiale du cylindre 
diminue rapidement, comme les contraintes radiales d'ailleurs, 
, en profondeur du cylindre 
Longueur de l'arc d'entrainement (fig. 267). À 0,15 R de profon- 
Pa 825 050 07 Yi  deur, la déformation u, est 
presque uniformément répartie 
le long de l’arc d'entraîne- 
ment ; à la zonesituée à 0,15 R 
de profondeur reviennent 50 % 
de la déformation radiale to- 
tale du cylindre de travail 
en contact avec la bande. 

Les courbes de la fig. 268 
traduisent le caractère de ré- 
partition de la déformation de 
la surface du cylindre de tra- 
vail en contact avec la bande 
et le cylindre d'appui. (Les 
arcs correspondants des cylin- 
dres sont représentés par des 
coniques (42°? + By° — R!, 
A}=£ B), car les valeurs abso- 
lues par rapport à l’horizon- 
tale et à la verticale diffèrent 
beaucoup.) 

La longueur de l'arc d’en- 
traînement (dans notre cas) 
est 2 fois environ supérieure 
à la longueur de l'arc de con- 
Sens du lAMINGGE —»æ tact des cylindres de travail 

| et d'appui; la déformation 


Fig. 267. Déformation élastique radiale élastique radiale dans la zone 
Real de us en ae avec de contact avec le cylindre 
a bande laminée; chiffres près des cour- , : 

bes: distance à la surface du cylindre en d'appui est un peu plus grande. 


fractions de RAR (données pour calcul: Les données caractérisant 
fig. 266) l'état contraint et déformé 
des cylindres examinées plus 
haut montrent que les couches superficielles du cylindre (jusqu’à 
0,1 R) sont soumises à des contraintes de contact maximales (sui- 
vant la section du cylindre), non uniformément réparties le 
long du foyer de déformation et sur la largeur de la zone de 
contact des cylindres de travail et d'appui. C'est pourquoi on doit 
prêter une attention particulière à l'élévation de la solidité et 
à l'amélioration des propriétés mécaniques de ces couches super- 
ficielles. 
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Le traitement thermomécanique des cylindres mérite une sérieuse 
étude [320, 321]. Il est rationnel d'utiliser des cylindres de travail 
et d'appui composites (fig. 269) ; la partie amovible du cylindre (ban- 
dage) doit être fabriquée en matériau à rigidité et propriétés méca- 
niques élevées. 


Longueur du contact 
des er —- 


Arc d'entrai es 


ZIK 


700 


Fig. 268. Déformation élastique radiale du cylindre de travail en contact 
avec la bande laminée (a) et avec le cylindre d'appui (b): 
1 — surface du cylindre rigide; 2 — PR ce ST OATE déformé (données pour calcul: 
g. 


Les cylindres composites de laminoirs à tôles sont fabriqués [322] de la 
façon suivante: la table qui a la forme d’un tube à paroi épaisse (moulé en 
acier ou en fonte) est calée après chauffage sur un arbre (axe) forgé (fig. 269). 
L'assise de l'arbre est en forme de barillet afin de réduire les concentrations 
Le contraintes apparaissant au moment du calage près des bords de la 
table. 

Ces dernières années, on fait un large usage des cylindres composites dans 
les laminoirs Sendzimir [323]. La table de cylindre est en alliage dur (à la base 
de carbide de tungstène) BK-10, tandis que l'arbre est en alliage invar 3H-36 
dont le coefficient de dilatation est presque aussi bas que celui de l'alliage 
BK-10 (fig. 270). L'utilisation des arbres à coefficient de dilatation plus élevé 
peut se traduire par une ru ture de l'anneau en alliage dur par suite de l'aug- 
mentation du diamètre de l'axe à son échauffement pont le travail. L'épais- 


seur de l'anneau en alliage dur est prise égale à 0,25 R (où R est le rayon exté- 
rieur de l'anneau) [323]. 


L'emploi de cylindres composites est avantageux du point de vue 
état de contrainte et de déformation. Les cylindres à tôles composites 
permettent de diminuer leur consommation en cours de service (qui, 
en général, est exprimée en kg par 1 t de produit laminé), parce que 
cette consommation ne concerne que le métal du bandage. 
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Fig. 270. Ajustement et fixation de la table en de dur (cylindre d’un 
laminoir multicylindre) [323] 
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Entre la masse du bandage et celle de la table du cylindre plein (monolithe) 
on a la relation 


R 


où r est le rayon de l'axe du cylindre composite; 
R. le rayon extérieur du bandage. 

Si le bandage a une épaisseur de 0,1 R. par exemple, la masse du bandage 
constitue seulement 0.2 de celle de la table du cylindre monolithe (et, par consé- 
quent, une proportion encore plus petite de la masse du cylindre tout entier). 

L'axe du cylindre composite peut être utilisé à plusieurs reprises pour 
calage des bandages nouveaux ou restaurés. 


GolGe=s1— (+), 


Les cylindres composites ont le grand avantage de restaurer plus 
facilement la surface de travail des bandages que celle du cylindre 
monolithe. 


La fabrication du bandage par apport d’alliages durs, résistant à l’usure et 
solides est la plus efficace, quant à l'adhérance du métal d'apport et du métal 
de base, elle doit être bonne et ne pas posséder un gradient élevé des contraintes 
résiduelles dues au chauffage uniforme en épaisseur du bandage. 11 est possible 
d'obtenir un faible gradient de contraintes résiduelles dans le bandage si la 
différence de températures est petite sur la section de la paroi du bandage 
et les transformations de phase sont simultanées. 

Au rang des défauts de l'actuelle technologie de fabrication des cylindres 
composites citons la complexité de l'opération de mise à la presse du bandage et 
de son enlèvement après l'usure. Aussi, convient-il de tenir compte des défauts 
inhérents aux ajustements à la presse [324]: a) contrôle difficile de la fiabilité 
au cours de l'assemblage; b) précision élevée des cotes de l’assise ; c) réduction 
brusque de la résistance à la fatigue des arbres par suite de la concentration 
des contraintes et du frottement de contact (corrosion de friction) des surfaces 
conjuguées dus à l’ajustement avec serrage ; d) détérioration des surfaces conju- 
guées à l'enlèvement du bandage, d’où réduction de la fiabilité lors de l'ajuste- 
ment réitératif de ces pièces à la presse. 


Le problème actuel est la création des cylindres composites qui 
permettraient d'utiliser des ajustements libres (ceci concerne en pre- 
mier lieu les cylindres à table longue). Le calage et l'enlèvement du 
bandage seraient plus faciles, quant à l'équipement auxiliaire, il ne 
serait pas d’un coût excessif. 


Lorsqu'on fabrique des cylindres composites, il est très important de choisir 
l'épaisseur de la paroi du bandage en fonction des critères suivants: 

1. Elle doit être telle que le diamètre du cylindre après les usinages au 
tour soit plus grand que la hauteur des empoises. Le serrage doit toujours être 
convenable pour que le bandage ne glisse pas sur l’arbre sous l’action du couple 
de laminage, car si la paroi du bandage devient moins épaisse (après usinages 
au tour), le serrage diminue et elle est alors soumise à l’action croissante des 
contraintes de traction. 

2. Elle doit pouvoir être chauffée (compte tenu de la nuance de l'acier) 
uniformément afin de préserver l’homogénéité de la structure du matériau. 
Dans ce cas, les usinages suivants au tour ne vont pas dénuder les couches plus 
douces du matériau du bandage. Le niveau des contraintes résiduelles sera infé- 
rieur à celui du cylindre monolithe. 

3. Elle doit tenir compte de l’état contraint du cylindre. Plus haut (p. 2), 
on a vu que, du point de vue état contraint du cylindre monolithe, l'épaisseur 
de la paroi du bandage doit être au minimum de 0,1 R. En outre, on doit analyser 
l’état contraint du bandage et de l’axe en prenant simultanément en considéra- 
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tion les contraintes du serrage, la pression de laminage et les contraintes thermi- 
ques et résiduelles [241, 305]. 

Dans le chapitre X on a préconisé des méthodes différentes de calcul des 
contraintes résultant de la pression de laminage; les calculs des contraintes 
thermiques et résiduelles dans les cy- 
lindres font l’objet des travaux [5, 241, 
305, 325]. Le calcul des contraintes 
dans les accouplements par mise à la 
presse et des valeurs du serrage est dé- 
veloppé dans les livres « Résistance des 
materiaux», « Théorie de l'élasticité» 
et « Pièces des machines » (voir, par 
exemple, [45, 324, 326 à 328]). 

Dans l’accouplement par ajuste- 
ment avec serrage (fig. 271) sur les 
surfaces de contact apparaît, par suite 
de la déformation élastique des pièces 
conjuguées (dilatation de la pièce 
extérieure et compression de la pièce 
intérieure), une pression spécifique p 
qui peut être calculée à l’aide de 
la formule (324]: 


Fig. 271. Schéma de raccordement 
sous presse de deux cylindres et répar- . ; 
tition des contraintes dans ces cylin- où Ô est le serrage calculé, lu; 
dres d, le diamètre nominal des surfa- 
ces conjuguées, mm; 

E; et E:, les modules d'élasticité longitudinale des pièces intérieure 
et extérieure respectivement, kg/f/mm?; 

c et c., les coefficients dont les valeurs sont déterminées à l’aide de la 
solution de Lamé pour cylindres à parois épaisses, déformés 
symétriquement par rapport à l’axe [326]: 

did _. _ditæ . 

C1 — 22 Vis C2— di— d® + Ve ; 

v. et v2, les coefficients de Poisson des pièces ; 

d, et d,, voir fig. 271 *). | 

On voit sur la fig. 271 que les contraintes radiales ©, et tangentielles 6g 

maximales prennent naissance à la surface intérieure de la pièce extérieure où 


| di+ d 
Op=—Ps  Comax PH Tz 


Examinons quelques constructions originales des cylindres composites 
des laminoirs à tôles. 

P. I. Poloukhine et autres **) ont proposé un cylindre d'appui à rigidité 
variable le long de la table (plus dur au centre et moins dur aux bords de la 
table), qui est obtenue à l’aide des cavités annulaires pratiquées dans les bouts 
du cylindre; le cylindre est constitué d'un arbre forgé et d'un bandage calé 
avec des efforts d'ajustement concentrés au milieu de la table. Les cavités 
annulaires pratiquées aux bouts du cylindre peuvent être remplies de fonte ou 
recevoir des anneaux en fonte. | 


*) Pour d, = 0,on a la conjugaison du cylindre avec un arbre plein. 
*+) P.1. Poloukhineet autres. Cylindre d'appui pour laminoirs Sendzimir. 
Brevet d'invention X 142269. Bul. des inv. 1961, Je 21, p. 23 (en russe). 
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Sur la fig. 272 on peut voir les variantes de la construcion des cylindres 
d'appui à rigidité variable. 

Sur l'arbre en acier 7 du cylindre est calé un bandage 2 chauffé. Le profilage 
préalable des surfaces d'ajustement assure la concentration des efforts d’ajuste- 
ment au milieu du cylindre suivant la longueur; aux bords, entre l'arbre et le 
bandage. on laisse un jeu 8 d'une valeur déterminée (fig. 272,a). 

Des anneaux en fonte 4 de section variable sont enfilés de deux côtés sur 
l’arbre du cylindre rendu coniques. Le serrage des anneaux se fait à l’aide de 
boulons de part en part. Sur les anneaux, on cale un bandage chauffé 5, forgé 
en acier allié (fig. 272.b). 


Fig. 272. Cylindre d'appui à rigidité variable suivant la longueur de la 
table (selon P. J. Poloukhine et al.) 


Les anneaux en fonte 6 de section variable sont bien ajustés aux saignées 
annulaires des bouts du cylindre d'appui et sont serrés par des boulons de part 
en part. L'arbre du cylindre est en acier allié forgé (fig. 272,c). 

Sur les bouts du cylindre forgé en acier, on pratique des cavités 7 de section 
variable qui sont remplies de fonte (fig. 272,d). 

Un tel cylindre permet d'obtenir des tôles à différence d'épaisseur minimale, 
parce qu'il remédie à la non-uniformité de la compression commune des cylindres 
de travail et d'appui en contact {5]. Les résultats de l'étude de la solidité des 
cylindres d'appui composites à rigidité variable font l'objet de [77]; le travail 
[82] présente les résultats de l'étude des déformations élastiques d'une cage 
quarto équipée de cylindres d'appui de cette conception. 

La rigidité variable le long de la table peut être aussi obtenue par utilisation 
d’un bandage sandwich *). Celui-ci est constitué de deux couches de matériau : 
la couche extérieure est d'un matériau plus rigide et résistant, et elle est plus 
épaisse dans sa partie médiane (fig. 273). 

Si l’on veut que la rigidité soit variable le long de la table du cylindre 
d'appui et que la flexion du cylindre d'appui soit compensée par une compression 
commune non uniforme dans la zone de contact des cylindres de travail et d'appui 
(flexion supérieure aux bords), il faut que le bandage soit fabriqué en matériaux 
de rigidité différente, par exemple, en fonte Z et en acier 2 par coulage de la 
fonte sur la surface intérieure du bandage en acier extérieur profilé au préalable 
de l’intérieur. Le bandage sandwich devenu monolithe durant le coulage est 
usiné au tour, puis calé chaud sur l’arbre en acier 3 (fig. 273). 

Le bandage sandwich proposé permet de compenser automatiquement la 
variation de flexion du cylindre d'appui grâce à la compression non uniforme 


*) P. I. Poloukhine et al. Bandage sandwich pour les cylindres d'appui 
des laminoirs à froid. Brevet d'invention M: 147977. Bul. des inv., 1962, Xe 12, 
p. 52 (en russe). 
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des cylindres aux bords et au centre, si bien que les variations d'épaisseur trans- 
versales de la bande peuvent être notablement réduites. 

D'autres constructions de cylindres composites ont été proposées qui per- 
mettent de compenser les déplacements non uniformes le long du contact des 
cylindres dans des laminoirs quarto et Sendzimir *). Certaines conceptions 
se basent sur l’idée de profilage du cylindre par amenée, sous une pression 
réglable, du liquide dans le jeu entre la bandage et l'arbre. 

Le prix de revient des cylindres à profil réglable est élevé vu qu'il est 
nécessaire de fabriquer des étanchéités spéciales et des systèmes hydrauliques 
fort onéreux. Pourtant, ceci assure une grande rapidité de fonctionnement du 
réglage du profil des cylindres. 

En service, le profil initial des cylindres de travail et d'appui varie par 
suite de la dilatation non uniforme le long de la table et de l'usure des cylindres. 


Fig. 273. Bandage sandwich pour les cylindres des laminoires à 1ôles 
(selon P. 1. Poloukhine et al.) 


En tenant compte de ce qui a été dit plus haut, il faut construire des cylindres 
composites qui permettraient de compenser les déformations thermiques et 
une usure non uniforme le long de la génératrice. 

La non-uniformité de l’usure joue un rôle plus important que la variation 
du profil des cylindres entraînée par celle de la vitesse de laminage et des tem- 

ératures sur les laminoirs à chaud. On constate une usure maximale au centre 
ce la table des cylindres (sur la largeur de la bande laminée). 

P. I. Poloukhine et autres **) ont préconisé de fabriquer des cylindres d'appui 
pour laminoirs à chaud avec une résistance à l’usure variable le long de la table. 
La particularité d'un tel cylindre réside dans le fait que la surface du milieu de 
la table est, par construction, plus résistante à l'usure que celle des bords. Ceci 
peus être obtenu par traitement thermique ou apport de métal à l'aide de diverses 

lectrodes. On peut faire varier le degré de trempe de la surface de la table à 
l’aide de courants HF ou du trempage à chalumeau en faisant varier la vitesse 
de déplacement de l’inducteur ou du chalumeau ainsi que l'intensité du courant 
dans les enroulements des inducteurs. La résistance à l'usure des tables des 
cylindres peut être rendue variable par un apport de matériau des électrodes, 
par l'emploi d'un matériau différent le long de la table du cylindre durant son 
coulage, par un traitement thermique approprié comprenant un trempage ou un 
revenu. 

Tout ce que nous venons de dire concerne un cylindre tant monolithe que 
composite. Ajoutons que le bandage amovible se prête plus facilement à la 
matérialisation de l’idée d'une résistance à l'usure variable que le cylindre mo- 
nolithe. Un moyen de donner corps à cette idée consisterait à élaborer une table 
composite avec manchons ou coussinets, i. e., à construire des cylindres com- 
posites à bandages composites. 


*) Voir, par exemple, brevet US À: 2.648.122; brevet US NX 3.336.48; 
brevet US X 3.362.055 ; brevet US XX 3.457.617; A. N. Géniev et al. Procédé 
du profilage intérieur des cylindres des laminoirs à tôles. Brevet d'invention 
XX 160497. Bul. des inv., 1964, Xe 4 p. 17 (en russe). 

*+*) P.I. Poloukhineet autres. Cylindre d'appui pour les laminoirs. Brevet 
d'invention M 151976. Bul. des inv., 1962, X° 23, p. 15 (en russe). 
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Sur la fig. 274 on peut voir un intéressant modéle de cylindre de travail 
composite *) qui stabilise son profil thermique en marche. La couche extérieure 
(bandage) / du cylindre est en acier, fonte blanche, alliage dur, etc., tandis 
que la couche intérieure 2 est en matériau à conductivité thermique élevée 
(par exemple, cuivre ou alliage de cuivre). La surface du canal axial 3 peut être 
augmentée à l’aide d’ailettes de refroidissement qui intensifient l'échange 
thermique. La chaleur est évacuée par le canal axial 4 du cylindre. La conducti- 
vité thermique de la couche intérieure (cuivre ou alliage en cuivre) est, dans 
la gamme de températures de fonctionnement du cylindre (60 à 250 °C), supé- 
rieure à celle de la couche extérieure (acier ou alliage d'acier), ce qui augmente 
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Fig. 274. Cylindre de travail sandwich à refroidissement interne: 
a — section longitudinale ; b — section transversale 


brusquement l'évacuation de la chaleur vers l’intérieur du cylindre. Pour 
évacuer la chaleur dégagée, on peut faire envoyer dans le canal axial un 
réfrigérant d'émulsion à capacité calorifique élevée. 

Ces cylindres peuvent être fabriqués avec une rigidité, une résistance à 
l'usure et une conductivité thermique variables le long de la table. 

M. J. Brovman et autres **) ont préconisé des cylindres composites avec 
bandage à paroi mince calé libre. Sur les cylindres sont enfilés des anneaux 
spéciaux minces (bandages) qui sont en contact avec le métal laminé. En tournant, 
les cylindres entraînent les anneaux, quant aux forces de frottement entre les 
cylindres et les anneaux, elles doivent être assez élevées pour transmettre le 
couple de laminage [329]. 

Les anneaux assez minces peuvent être fabriqués en acier très résistant 
et bien durcis par traitement thermique ou thermomécanique, par déformation 
plastique, par laminage préalable et par d'autres procédés ne faisant pas naître 
de contraintes résiduelles sur eux. 

Les contraintes thermiques sont presque nulles dans les anneaux, tandis 
que dans les cylindres des laminoirs à chaud et à froid elles atteignent des valeurs 
considérables et en diminuent la stabilité. Contrairement aux bandages épais 
ordinaires, l'anneau n'’exige pas une grande précision d'usinage, car il adhère 
au cylindre dans la zone de déformation. 


Le modele de cylindre proposé a l'avantage de refroidir l’anneau des deux 
côtés. 


3. Influence de la contre-flexion des cylindres sur leurs 
déformations élastiques dans les cages quarto 1700 et 2000 


Ces dernières années, on utilise largement un procédé consistant 
à régler le profil des cylindres en cours de laminage par application 
à leurs tourillons des forces qui les font fléchir (fig. 275). L'action 


*) P.1. Poloukhine et al. Cylindre de travail composite à refroidissement 
interne. Brevet d'invention A: 167481. Bul des inv., 1965, X° 2, p. 7 (en russe). 
**) M. J. Brovman et autres. Cylindre de travail composite pour le laminage 


des tôles. Brevet d’invention A 205792. Bul. des inv. et labels, 1967, N° 24, 
p. 26 (en russe). 
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étant produite par des cylindres hydrauliques, ce procédé de réglage 
du profil des cylindres est donc pratiquement sans inertie. L’exploita- 
tion des laminoirs à tôles témoigne de l'efficacité des systèmes de 
réglage du profil des cylindres par leur flexion forcée (contre-flexion) 
en marche (voir plus loin et les travaux [208, 277 à 281, 330)). 
L'élaboration des dispositifs permettant de régler le profil des 
cylindres en cours de laminage nécessite toute une série d’expérien- 
ces destinées à dégager la nature physique et le mécanisme d’interac- 
tion des composantes de la déformation élastique des cylindres soumis 


Fig. 275. Variantes de réalisationfde la contre-flexion des cylindres: 


a — déformation des cylindres pendant le laminage: b — contre-flexion des cylindres d'ap- 
pui: c — efforts d'écartement sPPHUES entre les tourillons des cylindres de travail: d — 


système combiné (efforts appliqu s entre Iles touriilons des cylindres de travail et entre les 
tourillons des cylindres de travail et d'appui) 


à la contre-flexion. D’autre part, on s’est proposé de déterminer les 
valeurs limites des efforts de contre-flexion des cylindres (en frac- 
tions de pression de laminage P) qui assurent un laminage de tôles 
avec des variations d'épaisseur transversales minimales. 


De larges expériences ont été effectuées sur des modèles volumiques des 
cylindres utilisés dans le laminoir à froid 1700 [195, 207] et les laminoirs à chaud 
1680 et 2000 (laminoirs du groupe II selon la classification du tableau 41). 

Puisque les principaux paramètres des cylindres sont très voisins sur ces 
laminoirs, nous allons étudier l'influence de la contre-flexion des cylindres 
de travail et np sur leurs déformations élastiques sur l'exemple d'un lami- 
aoir quarto 1700. 

Les déformations élastiques des cylindres du laminoir 1700 (500/1300 X 
‘x 1700 mm) ont été examinées *) sur des modèles volumiques en. matériau 
‘à bas module à base de résine époxyde [5]. Le rapport de similitude «& est égal à 10. 

Les efforts de contre-flexion ont été appliqués entre les tourillons des 
cylindres de travail (Q,,) ou d'appui (Q,)) (la valeur de Q est l'effort total de 
contre-flexion sollicitant les deux tourillons du cylindre). Les résultats obtenus 


*) En collaboration avec V. S. Poliachov. 
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sur les modèles ont été recalculés pour la grandeur nature en appliquant les 
méthodes exposées dans [5]. Dans les calculs, la pression de laminage réelle a été 
prise égale à 20 MAN (2000 ff). 


a15 a 
bi 


a6 08 8/1 


Flèche du cytindre d'appui 
S 
S 


S 
S% 
CSS 


Fig. 276. Variation de la flèche du cylindre d'appui en fonction de l'effort de 
contre-flexion (en fraction de la pression de laminage P): 
1, 2 — Q;r= 0,33P et Q!r = 0,165P: 3 — sans contre-flexion:; 4 — = 0,33P ; 5 — 


Cap 
Qp = 0.5P 


Examinons avant tout l'influence de la contre-flexion des cylindres sur 
les composantes de leur déformation élastique totale. La fig. 276 représente 
les courbes qui traduisent les 
variations de la flèche du cy- +475 


lindre d'appui quon appli- + 
que des efforts d’écartement S 
entre les tourillons des cylindres È * 050 
de travail et d'appui. La con- $ 
tre-flexion du cylindre d'appui ŸÈ * 225 
entraîne une diminution de la & … 
flèche de 18 et 32 % si Qup est SS 9 
respectivement égal à 0,33 et NS 
0,5 P (fig. 276, courbes 4 et 5). LL 

Par contre, la contre-  S,7 025 
flexion du cylindre de travail SR 
(fig. 276, courbes 1 et2)entraîne  Ÿ$È- 95 
une augmentation de la flèche S 
du cylindre d'appui, car la > 
Re totale sur le cylindre À 07% 

‘appui croit. À 
La dépendance entre la S -7200 


compression commune non uni- O4 
forme des cylindres de travail 

et d'appui et l'effort de la con- Fig. 277. Variation de la compression élas- 
tre-flexion est illustrée par la tique non uniforme en contact des cylindres 
fig. 277. On constate que dans de travail et d'appui en fonction des efforts 
ce cas (L/D,, = 1,31), la con- de contre-flexion : 

tre-flexion du cylindre d'appui , _ Qu =0,5P; 8—Q@N=0,33P; 5— sans 
influe peu sur la COMPTESSION  contre-flexion : 4 — Q _ 165 ; 5 —Q,, = 0,33P 
commune non uniforme des cy- tr A 

lindres (fig. 277, courbes 1 à 3): 

l'influence de contre-flexion du cylindre de travail est très prononcée (fig. 277, 
courbes 4 et 5). On remarquera que dans ce cas (Q,, > 0,165 P) les épures de 
la compression commune non uniforme des cylindres présentent des maximums 
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aux bords des tables quelle que soit la largeur de la bande. Ce qui montre que 
Si Qtr > 0,165. P, et quelle que soit la largeur de la bande (B/L — 0,4 à 1,0), 
la flèche du cylindre de travail diminue grâce à la compensation de la flèche 
du cylindre d appui par la compression commune non uniforme des cylindres. 

La flèche du cylindre de travail du laminoir quarto 1700 ne dépend pas de 
l'effort de contre-flexion du cylindre d'appui (fig. 278, courbe 7). Dans ce cas, 
une faible variation de la flèche du cylindre d'appui par suite de sa contre-flexion 
est totalement compensée par la variation correspondante de la compression 
commune non uniforme des cylindres. Néanmoins, si les cylindres d'appui sont 
élastiques (L/D,, étant très grand), 


+0,75 il est fort possible que la contre- 

flexion du cylindre d'appui influence 

À 2,50 la flèche du cylindre de travail. 

! L'application des efforts d’écar- 
© 9 25 tement entre les tourillons des cylin- 
Se dres de travail entraîneune importante 
È variation de leur flèche (fig. 278, 
& Ÿ courbes 2 et 3) conformément à la 
D variation de la compression commune 
È 025 non uniforme des cylindres (fig. 277). 
or La dépendance de la compression 
$ élastique dans la zone de contact des 
S- 450 cylindres d'appui et de travail (la 
È valeur de la compression commune 
& 075 non uniforme étant retranchée) par 
e rapport à la largeur de la bande et la 
T contre-flexion des cylindres est re- 


1,00 présentée sur la fig. 279. Le maximum 


des courbes 2 à 4 correspond à une 
, compression élastique uniforme des 
Fig. 278. Variation de la flèche du sin le long de Vs table des cy- 
cylindre de travail ge en fonction Zlindres (le De B!L est respective- 


: ment égal à 0,8; 0,82; 0,85). 
des efforts de contre-flexion La contre-flexion du cylindre 


1 — sans” contrc-flexion pour Q,,, = 0,33P d'appui (fig. 279, courbes 3 à 4) ré- 

et Qp=0,5P: 2 — Qy = 0168P; 3— duit la valeur de la compression 

Qr = 0.33P uniforme dans la zone de contact. 

Lorsque l'effort de contre-flexion du 

cylindre de travail croît et dépasse même une certaine limite, la compres- 

sion élastique reste constante au centre de la table et varie sur les bords de 

la table en augmentant la non-uniformité de la compression commune. Dans 
ce cas, l'effort limite de contre-flexion est égal à 1/6 P. 

La contre-flexion du cylindre d'appui diminue son affaissement tandis 
que celle du cylindre de travail l’augmente (fig. 280). L'affaissement du cylindre 
d'appui est plus influencé par la contre-flexion du cylindre de travail que par 
celle du cylindre d'appui. 

La fig. 281 illustre l'influence générale des efforts d'écartement appliqués 
entre les tourillons des cylindres de travail (Q,,) ou d'appui (Q2) sur la défor- 
mation élastique totale de l’ensemble de cylindres de la cage quarto d’un lami- 
noir 1700. Examinons tout d’abord l'influence de la contre-flexion des cylin- 
dres de travail (parties gauches de la figure 281) sur la déformation élastique 
totale de l’ensemble de cylindres. 

Soulignons avant toute chose que la contre-flexion des cylindres de travail 
entraîne aussi bien une variation de sa flèche (y£, — y}. — var) que celle de 


la déformation élastique au bord de table (y? — var); quant à la déformation 


élastique, elle croît sur le bord de la table en même temps que @,,. Ce qui signifie 

e lorsqu'on règle le profil des cylindres de travail par leur contre-flexion, 
l'épaisseur de sortie de la bande varie (ce que d’ailleurs confirment les mesures 
correspondantes effectuées dans des conditions de production: voir plus loin). 
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Pour une valeur déterminée de l'effort de contre-flexion on arrive à com_ 
penser entièrement la flèche de cylindre de travail (yL = 0); cette valeur est 
donnée par les points d'intersection (fig. 281). On voit que si B/L = 0,44, 


des cylindres, mm 


Compression dans {a zone de contact 
S 


Fig. 279. Partie uniforme de la compression élastique commune des cylin- 
dres de travail et d'appui (partie hachurée sur les épures À et B) pour différents 
efforts de contre-flexion des cylindres: 
1—Q,y,= 0,165P et Qtr = 0,33P ; 2 — sans contre-flexion: 3—Qp = 0,33P; 4 — Qp = 


= 0,5P; ligne hachurée: lieu géométrique des points avec épures uniformes de la compres- 
sion commune ; zones À et B: avec épures non uniformes 


S 


d'apnut, mm 
S 


Affaissement du cylindre 


04 06 08 8/1 


Fig. 280. Affaissement du cylindre pour différents efforts de contre-flexion : 
1 — Pr = 0,33P; 2 — Q;,= 0,165P; 3 — sans contre-flexion: 4 — Qap= 0,33P; 5 — 
Qup = 05P 


l'effort Q,,, qui compense totalement la flèche du cylindre de travail, est égal 
à 0,165 P ; si B/L — 0,73, cet effort diminue de trois fois et n’est que de 0,05 P. 
Ainsi, les faibles efforts de contre-flexion des cylindres de travail sont caractéris- 
tiques du laminage des larges bandes. Il est évident que de plus faibles efforts 
de contre-flexion Q,, sont avantageux du point de vue de la solidité des tourillons 
des cylindres de travail et d'appui (voir p. 5) et de la durée de service des paliers 
des cylindres de travail. 
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On voit sur la fig. 281, c que si le rapport B/L est maximal (0,91 dans notre 
cas), la flèche du cylindre de travail est négative (—0,03 mm) même en l'absence 
de contre-flexion. Par conséquent, il existe une combinaison des paramètres 
des cylindres et de la bande qui limite les possibilités de la contre-flexion obtenue 
par A PPERHON des efforts d'écartement entre les empoises des cylindres de 
travail. 

Pour disposer d’une large intervalle de réglage de la flèche du cylindre 
de travail (et pouvoir, au besoin, la compenser totalement), il vaut mieux 


Déformation des cylindres, mm 


P/6 0 PJ6 PJ3 P/3 P/6 0 PJ6 P/3 
Effort de contre-flexion Effort de contre - flexion 


Fig. 281. Déformation élastique 
totale de l’ensemble de cylindres 
d'un laminoir quarto 1700 pour 
différents efforts de contre-flexion : 
a — B/L = 0,44; b—0,73: c — 0.91 
(y — flexion sur le bord de la table du 
cylindre de travai]l;: y. — au centre de 
la table) 


Déformation des cylindres mm  Déformation des cylindres, mm 
D 
à 


P/3 P/6 0 2/6 PI 
£ffort de contre - flexion 


utiliser la contre-flexion du cylindre de travail en appliquant les efforts d'écar- 
tement non pas entre les empoises des cylindres de travail mais entre celles des 
cylindres de travail et d’appui (fig. 275,d). Ce schéma de contre-flexion du 
cylindre de travail sera efficace pour les laminoirs 1700 lors du laminage de 
bandes de largeur maximale. On doit choisir tel ou tel schéma de contre-flexion 
du cylindre de travail en fonction des conditions réelles du laminage (diamètre: 
des cylindres, largeur des bandes finies). Si l’on se trouve en face d'un vaste 
choix de largeurs de bandes finies, on peut prendre simultanément deux schémas 
de contre-flexion, puis on optera pour l'un des deux en fonction des conditions 
concrètes du travail (fig. 275,d). 

On voit sur la fig. 281 que les courbes y? et y£, sont équidistantes 


(y$, — y}, = const) quand l'effort Q,, passe de 0 à 0,3 P. Cela signifie que 
lorsque le cylindre de travail a un canal axial, la contre-flexion des cylindres 
d'appui n'influe pas sur la flèche des cylindres de travail. Pourtant, lorsque 
les efforts Q@:p sont appliqués aux tourillons des cylindres d'appui, la délor- 
mation élastique aux bords des tables des cylindres (y%,) diminue grâce à la 
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réduction de la partie uniforme de la compression élastique commune des cylin- 
dres (fig. 279) et à l’affaissement de cylindres d'appui (fig. 280). Par conse- 
quent, se servant de la contre-flexion des cylindres d'appui, on peut réduire 
l’irrégularité d'épaisseur longitudinale en faisant diminuer la déformation 
élastique totale des cylindres aux bords des tables. 

Pour compenser les variations de la déformation élastique de la cage sous 
l'action de la contre-flexion des cylindres de travail, on doit développer un 
effort de contre-flexion des cylindres d'appui égal à 0,33 P pour les bandes 
à rapport B/L = 0,7. ; 


Les résultats mentionnés plus haut montrent clairement que seul 
est efficace un réglage simultané de l’irrégularité d'épaisseur trans- 
versale et longitudinale. I] est donc rationnel d'utiliser la contre- 
flexion commune des cylindres de travail et d'appui dans les cages 
quarto. On peut obtenir une contre-flexion des cylindres d'appui sur 
les laminoirs en service par écartement des empoises des cylindres 
d'appui à l'aide des cylindres hydrauliques [35]. 

A noter qu’on peut compenser les variations de la déformation 
élastique totale aux bords de la table des cylindres soit par une con- 
tre-flexion du cylindre d'appui, soit par déplacement des vis de ser- 
rage (variation de la mise au point de cage du laminoir) à l'aide du 
système de réglage de l’irrégularité d'épaisseur longitudinale de la 
bande par la pression de laminage. 


La fig. 282 illustre dans le cas général, pour un laminoir 1700, la dépendance 
de l'effort de contre-flexion du cylindre de travail qui compense totalement 
sa flèche par rapport à la largeur de la bande. En l’absence de contre-flexion 
(Q,, = 0) et dans le cas d’un laminage entre les cylindres cylindriques. on 
compenserait totalement la flè- 


che du cylindre de travail en G201P 
prenant une bande avec B/L —  & * " | 
— 0,88. Dans tous les autres FES rt 
cas, il faut appliquer un effort £S Î 
de contre-flexion du cylindre de à O134P N 
travail bien déterminé en vertu ÊS 
de l’un des schémas indiqués.  $S$ Ê 
© 

De ce que nous venons &$ Z267P ; 
de dire, il est évident que +£ 
le schéma de contre-flexion S& 
et l'effort de contre-flexion ‘“SÈ QE 
sont fonctions du caractère d 


de répartition de la pression pig. 282. Variation de l'effort de contre- 


inter-cylindres (fig. 282). flexion compensant totalement la flexion 
Si les paramètres des du cylindre de travail (Cr — 0) en fonction 
cylindres et de la bande de la largeur de la bande 


sont optimaux et si la pres- 
sion inter-cylindres est uniformément répartie le long de la table 
des cylindres, on peut se contenter d'efforts minimaux de con- 
tre-flexion des cylindres de travail de l’ordre de 0,03 P (seulement 
pour compenser la flèche des cylindres d'appui) (fig. 282). 

Au cas où les épures de la pression inter-cylindres ont un maximum 
au centre de la table des cylindres, l'effort de contre-flexion est d'au- 
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tant plus grand que la non-uniformité de la répartition de la pression 
inter-cylindres est plus prononcée. La fig. 282 permet de conclure que 
l'effort maximal de contre-flexion qui compense entièrement la flèche 
du cylindre de travail pendant le laminage de bandes sur des lami- 
noirs quarto 1700 est égal à 0,2 P. Ce résultat a été confirmé plus tard 
par le calcul et par des expériences effectuées sur le modèle d’un la- 
minoir quarto 1700 à cylindres en acier en mesurant l'irrégularité 


Ô, mm In r#Wem(tf/cm) 
0,32 88 (8,8) 
024 66(66) 
016 44(44) 
008 22(2,2) 
Ê mm Im, kWaon(tf/cm) 


JT10( 11, 0) 


016 


Fig. 283. Epures de la compression élastique commune des cylindres (ô) 
et de la pression inter-cylindres (g,.,) en cas de contre-frexion des cylindres de 
travail de la cage quarto 1680 (610/1240 X 1680 mm): 


a — B/L = 0,7; b— B'/L = 0,8; P—10 MN (1000 ff}; 1 — sans contre-flexion: 2 — 
tr = 01P;: 353 —0,2P;, 4—0,4P 


d'épaisseur transversale réelle des bandes laminées [72]. La valeur 
maximale indiquée @Q,, a été prise pour valeur initiale lors de la 
construction des systèmes hydrauliques pour contre-flexion des cylin- 
dres de travail des laminoirs 1680 [277, 278] et 1700. 

Lorsque les épures de la pression inter-cylindres présentent des 
maximums aux bords de la table (laminage de bandes très larges), 
la flèche du cylindre de travail est entièrement compensée par l'ap- 
plication des efforts d'écartement entre les empoises des cylindres de 
travail et d'appui. 

De ce qui précède il s'ensuit que lorsqu'on choisit le schéma et 
l'effort de contre-flexion des cylindres, il faut d’abord procéder à 
l'analyse des épures de la pression inter-cylindres, épures dont le 
caractère est déterminé par les paramètres des cylindres et de la ban- 
de, le profil thermique et initial des cylindres ainsi que par leur usure. 
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Donc, la signification physique de la contre-flexion des cylindres des 
laminoirs quarto est la transformation des épures de la pression inter- 
cylindres et la redistribution de‘la compression élastique le long du 
contact des cylindres (fig. 283). 

La non-uniformité prononcée des épures de la pression inter- 
cylindres consécutive à la contre-flexion des cylindres (fig. 283) 
et les déformations élastiques et les grandes contraintes qu'elle en- 
traîne dans les cylindres montrent que les conditions de laminage 
et les principaux paramètres des cylindres et de la bande doivent être 
choisis de façon à assurer un effort minimal de contre-flexion de 
réglage du profil des cylindres de travail. On a montré plus haut 
(fig. 282) que cela peut être atteint si les paramètres des cylindres et 
de la bande sont optimaux, i.e. si on adapte spécialement chaque la- 
minoir aux largeurs des bandes à laminer. 

On peut réduire les efforts de contre-flexion des cylindres par 
contre-flexion et profilage simultanés des cylindres de travail et 
d’appui dans les laminoirs quarto. Notons que la contre-flexion 
des cylindres permet de diminuer no- 
tablement le nombre de profils stan- 
dard des cylindres qui assurent le 
laminage de toute une gamme de pro- 
duits (suivant les nuances de l'acier, 
la largeur et l'épaisseur des bandes) 
avec des variations d'épaisseur trans- 
versales minimales, sans gauchissement 
ni ondulations. 

On obtiendrait de bons résultats en 
utilisant des cylindres d'appui à longs 
chanfreins coniques aux bords des 
tables. Un tel profil des cylindres 
d'appui entraîne non seulement une 0 
diminution de la flèche du cylindre 05 06 07 
de travail (et par conséquent, une ù 


08 8/4 


réduction de l'effort de contre-flexion 
nécessaire à la compensation de y,,, 
mais aussi une diminution des con- 
traintes tangentielles maximales aux 
bords des tables des cylindres [5]. 


Les études réalisées sur des modèles 
volumiques de cylindres ont montré que 
l'utilisation de ces chanfreins aux bords 
des tables des cylindres contribue à réduire 
les efforts de contre-flexion Q,, qui compen- 
sent totalement la flèche du cylindre de 
travail (fig. 284). Ainsi, la longueur des 


Fig. 284. Influence des chan- 
freins a He aux bords de 
la table du cylindre d'ap- 
pui de Ja cage quarto 
1680 (610/1240 X 1680 mm) 
sur @,, assurant la compensa- 
tion totale de la flexion du 
cylindre de travail (y£ = 0) : 
1 — cylindres de travail et d'appui 


CpeEque 2 — cylindre d'appui 
chanfreiné (en = 200 X 0,4 mm); 


$ — Lch = 300 X 0,4 mm 


chanfreins sur le cylindre d'appui de la cage quarto 1680 étant égale à 300 mm 
(la profondeur du chanfrein au bout de la table est de 4 mm), la flèche du cylin- 
dre de travail est entièrement compensée si B/L = 0.7, lorsque Q,, = 0,1 P, 
tandis que cet effort est de 1,5 fois plus grand quand les cylindres sont sans 
chanfreins (fig. 284). 
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On a procédé à des études spéciales en laboratoire et à l’usine pour évaluer 
l'efficacité de l'influence que la contre-flexion des cylindres de travail exerce 
sur le profil transversal des bandes laminées. 

En laboratoire, les études ont été faites sur un laminoir quarto 500 
(204/360 X 500 mm) et des échantillons en acier 08 kn et en aluminium Al-M 
[48]. Le laminage a été effectué entre des cylindres de travail cylindriques 
secs (les cylindres d'appui sont aussi cylindriques); avant lo laminage. les 
échantillons ont été nettoyés à l’acétone. On s'est servi des méthodes décrites 
dans le travail [39] pour mesurer la pression spécifique et la déformation élastique 
radiale du cylindre de travail dans quelques sections suivant la longueur de la 
table; on a soigneusement mesuré l'épaisseur avant et après le laminage en plu- 
sieurs points en largeur, etc. La contre-flexion des cylindres de travail a été 
réalisée à l'aide d’un dispositif à coin placé entre les tourillons des cylindres 
de travail. Les conditions de certaines expériences sont représentées dans le 
tableau 49. 

Examinons tout d’abord les résultats des expériences relatives au laminage 
des échantillons en acier de 240 mm de largeur (B/L — 0,48): fig. 285. L'épais- 
seur initiale moyenne des échantillons A, était de 1,2 mm; les échantillons 
ont pratiquement pas présenté d'irrégularité d'épaisseur transversale 
initiale. 

Dans le laminage sans contre-flexion (échantillons 7 et 2), l’épure de la 
déformation élastique radiale du cylindre de travail en contact avec le cylindre 
d'appui présente un maximum au centre de la table (fig. 285,b); par suite, la 
compression commune des cylindres de travail et d'appui est aussi non uniforme 
et présente un maximum au centre de la table. Une telle répartition de la com- 
pression commune des cylindres correspond pes enent aux résultats indiqués 
ci-dessus dans le cas d’une cage quarto 1700 (dans une cage 500 on a des rapports 
Dir/Dop = 0,57 et L/D,n = 1,39 qui sont proches de ceux d’une cage 1700: 
voir tableau 45). 

L'application des efforts d’écartement Q,, entre les tourillons des cylindres 
de travail contribue à équilibrer la compression radiale du cylindre de travail 
(échantillons 3 et 4); la valeur de Q,, est égale dans ce cas à 0,17 et 0,25 P 
respectivement pour les échantillons 8 et 4. En augmentant Q,, (Q,, => 0,25 P) 
on obtient une épure de la compression radiale du cylindre de travail avec un 
minimum au centre de la table (échantillons 5 à &, fig. 285). La répartition 
de la compression élastique radiale du cylindre de travail dans la zone de con- 
tact avec la bande laminée dépend, elle aussi, de l'effort de contre-flexion 
(fig. 285.c) et, évidemment, correspond à celle des réductions (allongements) 
relatives en travers de la bande (fig. 285,d). En définitive, les déformations 
élastiques déterminent le profil transversal de la bande qui peut être convexe, 
plan ou concave suivant l'effort de contre-flexion (fig. 285,e). Ces résultats 
illustrent bien la haute efficacité de la contre-flexion des cylindres de travail 
des cages quarto 1700 du point de vue du réglage de la répartition des allonge- 
ments en travers de la bande. 

La fig. 286 illustre sous sa forme générale la dépendance de l’irrégularité 
d'épaisseur transversale des bandes laminées par rapport à l'effort de contre- 
flexion. Les courbes de la fig. 286 confirment une fois de plus les conclusions 
tirées des expériences sur les modèles volumiques des cylindres (voir se 1) et le 
modèle de la cage 1700 à cylindres en acier [72]: lorsqu'on lamine des bandes 
larges (B/L = 0,7 à 0,8) sur les laminoirs 1700, l'effort de contre-flexion qui 

ermet d'obtenir des bandes planes n'excède PE 20 % de la pression de laminage. 
Lorsque la largeur de la bande diminue, l'effort nécessaire Q croît sensiblement 
(fig. 286). 

Les résultats des études faites dans les usines présentent un très grand 
intérêt. On a réalisé de vastes expériences pour étudier l'efficacité du système 
de contre-flexion des cylindres de travail monté sur le laminoir à chaud 1680 de 
« Zaporojstal » [164, 191, 277] 

A l'issue de ces expériences on a établi, en particulier, que [277]: la contre- 
flexion des cylindres de travail des cages finisseuses IX et X du laminoir 1680 
entraîne une diminution notable de l'irrégularité d'épaisseur transversale des 
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bandes (fig. 287). En outre, l'efficacité du système dans la cage X est beaucoup 
supérieure à celle dans la cage IX; quand on varie la pression spécifique dans 
le système de contre-flexion de 2 (20) à 25 MN/m? (250 kgf/cm°) l'irrégularité 
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Fig. 285. Influence de la contre-frexion des cylindres de travail sur leur 
déformation élastique et l'épaisseur de la bande lors du laminage de l'acier 
0,8 Kkn (B = 240 mm): 

a —- Epaisseur initiale de la bande: b — compression élastique radiale du cylindre de travail 
dans la zone de contact avec le cylindre d'appui : ce — compression élastique radiale du cylin- 


dre de travail dans la zone de contact avec la bande laminée : d — épaisseur finale.de la bande: 
e — réduction relative. Chiffres près des courbes: numéros des échantillons selon le tahleau 49 


d'épaisseur transversale diminue dans la cage IX de 30 % environ (fig. 287, 
courhes a et b) et dans la cage X de 50 % (fig. 287. courbe c). 

Les études ont montré que lorsque le système de contre-flexion ne fonctionne 
que dans une cage, l'intervalle de réglage de l’irrégularité d'épaisseur transver- 
sale et de planéité de la bande peut s'avérer insuffisant. C’est pourquoi, on doit 
utiliser le système de contre-flexion des cylindres de travail dans deux dernières 
cages au moins pour le laminage continu à chaud de larges bandes. 
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On a constaté que la contre-flexion contribue à diminuer les jeux dans les 
ensembles de la cage et réduit notablement les efforts dynamiques sur les cylin- 
dres et les paliers au moment où le métal laminé s'engage entre les cylindres et 
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Fig. 286. Variation de l'épaisseur transversale des bandes en fonction ide 
l'effort de contre-flexion dans un laminoir quarto 500 (204/360 X 500 mm): 


1 — acicr 0O8Kkn (H, — 1,2: B/L = 0,48); 2 — acier O08Kkn (H, = 1,2: B/L — 0.80); 3 — 
aluminium (H:1 = 6,0; B/L = 0,48); 4 — aluminium (H, — 6,0: B/L = 0,76) 


les quitte. D'autre part. on a relevé une amélioration des conditions d’emprise 
du métal par les cylindres. 

Les études réalisées ont confirmé les résultats obtenus à l’aide des modèles 
volumiques des cylindres: lorsque le système de contre-flexion des cylindres 


a im : 
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Fig. 287. Influence de la contre-flexion des cylindres de travail de la 
cage IX (a, b)et de la cage X (c) sur l’irrégularité d'épaisseur des bandes laminées 
dans un train 1680: 

a — bande? X 1250 mm, CT.3: b — bande 2 X 1250 mm, CT.Onc;: ce — bande 3 X 1000 mm 


fonctionne, l'épaisseur de sortie de la bande devient plus grande. Pour assurer 
un meilleur réglage de l'irrégularité d'épaisseur transversale et de la planéité 
de la bande, il convient de combiner le fonctionnement des deux systèmes : 
réglage automatique de l'épaisseur de la bande en longueur et réglage du profil 
des cylindres [73]. 
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Tableau 419 


Conditions de laminage des échantillons en acier sur un laminoir 
quarto 500 (204/360X500 mm) 


no de l'é- Ars Pression de lamina- | Effort de contre- Q/z 
chantillon moyenne £, % ge P, RN (tf) flexion, Qtrs RN (tf) P 
Acier 08 Kkn (240X 1,2X 800 mm) *) 
| 9,5 705 (70,9) 0 (4) 
2 95 707 (70,7) 0 U 
3 9,5 701 (70,1) 119 (11.9) 0,17 
4 8.8 693 (69.3) 174 (17,4) 0.25 
5 9,3 715 (71.5) 285 (28,5) 0,40 
6 10,0 7145 (71,5) 310 (31,0) 0,43 
7 9,0 680 (68,0) 363 (36,3) 0,53 
8 9 3 692 (69. 2) 394 (39.1) 0:57 
9 10,0 696 (69,6) 409 (40,9) 0,59 
Acier 08 km (4U00X 1,2X 800 mm) 
10 6,3 1010 (101.0) ü 
11 71 1082 (108. 2) T 
12 8,1 1140 (114,0) 56 (5.6) 0,05 
13 7.3 1088 (408.8) 172 (17,2 0:16 
14 6,0 950 (95,0) 206 (20,6) 0,22 
45 5,7 926 (92.6) 314 (31,4) 0,34 


*) Les chiffres entre parenthèses représentent la largeur, l'épaisseur moyenne initiale 
ct la longueur de l'échantillon. 


En analysant les résultats des études réalisées et l'expérience acqui- 
se lors de l’utilisation des systèmes de réglage du profil des cylindres 
de laminage en U.R.S.S. et dans d’autres pays, on peut tirer les con- 
clusions suivantes : 

1. La contre-flexion des cylindres de travail des laminoirs 1700 
à 2000 est une méthode efficace de réglage, pratiquement sans inertie, 
de la répartition des allongements en travers des bandes laminées, 
qui permet d'obtenir des bandes laminées à chaud et à froid, d'une 
irrégularité d'épaisseur transversale minimale, sans gauchissement 
ni ondulations et repliures (voir, par exemple, [164, 191]). 

2. La combinaison des deux systèmes : celui de contre-flexion des 
cylindres et celui de réglage de l’épaisseur de la bande en longueur 
est la plus efficace. 

3. Pour accroître la solidité et la résistance des cylindres et des 
paliers, et pour augmenter la fiabilité des systèmes de réglage du 
profil des cylindres, il est nécessaire de diminuer les efforts de con- 
tre-flexion. 

Les efforts de contre-flexion des cylindres sont minimaux lors- 
que les paramètres principaux des cylindres et de la bande sont opti- 
maux (lorsque la pression inter-cylindres est uniformément répartie 
le long des tables des cylindres). Dans les autres cas, pour diminuer 
les efforts de contre-flexion des cylindres, on est contraint d’em- 
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ployer des cylindres d'appui à longs chanfreins coniques aux bords de 
la table. 

4. Ce sont tout d’abord les laminoirs à chaud qui doivent être 
équipés de systèmes de contre-flexion des cylindres, car la condition 
de constance des allongements en longueur et en largeur de la bande 
limite souvent les possibilités de réglage du profil et de la forme de 
la bande lors du laminage à froid et au dressage qui s’ensuivent. 

5. L'équipement des laminoirs existants en dispositifs hydrauli- 
ques de contre-flexion des cylindres de travail n’exige pas de modi- 
fier la construction des cages et son coût est peu élevé *). 

6. L'équipement des laminoirs existants et en voie de construction 
en dispositifs de contre-flexion des cylindres est dicté par les besoins 
grandissants en produits aux dimensions exactes sans gauchisse- 
ment ni ondulations et repliures. 


4. Influence de la contre-flexion des cylindres sur 
leurs déformations élastiques dans des cages 
quarto 2800, 3600 et 5000 


Examinons les résultats des études des déformations élastiques 
des cylindres de cages quarto 2800 (L/D,, = 2,0, D'p/Dap = 0,97) 
et 3600 (L/D,, = 2,5, Di/Dip = 0,58) afin de définir l'efficacité 
de la contre-flexion des cylindres à table longue**). 


Les déformations élastiques des cylindres ont fait l’objet d'études par les 
méthodes de tensiométrie [5] sur un modéle quarto ***). Les cylindres sont 
en matériau à bas module, à base de résine époxyde, à une échelle 1/4 et 1/18 
respectivement pour les cages 2800 et 3600. L'’effort de contre-flexion a été 
créé à l’aide de leviers-dynamomètres de compression, et enregistré avec un 
oscillographe à boucle HO10. 

Le chargement du modèle a été statique; les déformations élastiques ont 
été mesurées en sept points, le long de la table, à l’aide d’un mesureur automa- 
tique électronique des déformations AHJI-1M dont le dispositif de commutation 
permet de déterminer à tour de rôle les déformations en tous les points examinés. 
Les données expérimentales obtenues ont été extrapolées pour la grandeur nature 
(pression P,0, = 20 MAN (2000 1#f) d'après les méthodes connues [5]. 


On a montré plus haut que l’irrégularité d'épaisseur transversale 
des bandes laminées dépend essentiellement de la flèche des cylindres 
de travail qui est la résultante de la flèche du cylindre d'appui et de 
la compression élastique commune non uniforme des cylindres de tra- 
vail et d'appui en contact. La figure 288 représente les courbes qui 
caractérisent la compression élastique non uniforme des cylindres le 
long de leurs tables. La compression élastique sans application des 
efforts de contre-flexion varie notablement en fonction de la largeur 
de la bande. Si B/L = 0,5, la compression non uniforme est positive: 


*) A. I. Tsélikov, V. P. Poloukhine. Laminoirs, tôle mince, précision. 
Revue d'économie, Je 39, septembre 1968 (en russe). 
**) Les paramètres DHPE RS de la cage quarto 3600 sont proches de 
ceux d'une cage quarto 5000 (tableau 41). 
*++) En collaboration avec G. V. Achikhmine et V. S. Poliachov. 
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le maximum de la compression est observé au centre de la table. À no- 
ter que pour les cylindres d’un laminoir 3600 le maximum est plus 
prononcé car la compression élastique au bord de la table est nulle 
quand on lamine des bandes étroites. 

Lorsqu'on lamine des bandes dont B/L — 0,7, la compression non 
uniforme est faible pour une cage 3600 et inexistante pour une cage 
2800; cette largeur de la bande assure une répartition pratiquement 


16, mm 
02 


Fig. 288. Variation de la flèche pour une compression commune non uni- 
forme des cylindres suivant la longueur de leur table dans les cages 3600 (a) 
et 2500 (b) (lignes en traits pleins: Q = 0: lignes en traits interrompus: pour 


uniforme de la compression commune Île long du contact des cylin- 
dres. Si B/L = 0,9, la compression non uniforme est négative, ce qui 
correspond à une compression minimale au centre de la table et une 
compression maximale aux bords. La répartition de la compression 
élastique suivant le contact des cylindres en fonction de la largeur 
de la bande est identique aux résultats des études, faites précédem- 
ment. sur des cages quarto pour différents paramètres des cylindres 
[5]. La compression commune non uniforme des cylindres le long de 
la table sans application des efforts de contre-flexion des cylindres 
varie monotonement pour les bandes de différente largeur. 
L'application des efforts d’écartement @,, entre les tourillons des 
cylindres de travail entraîne une variation de la répartition de Îla 
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compression le long de la table. Quelle que soit la largeur de la bande, 
si l'on applique les efforts Q,,, la compression élastique croît aux 
bords de la table, de sorte que le signe de la compression élastique 
commune non uniforme des cylindres s’inverse. La monotonie de la 
compression non uniforme le long de la table des cylindres dépend 


fleche du cylindrede travail, mm 


$ 
Ÿ Fig. 289. Variation de la flexion 
Ÿ des cylindres de travail des ca- 
SZ ges quarto 2800 et 3600 en fonc- 


tion de la largeur de la bande 
et de l'effort de contre-flexion 
des cylindres de travail: 


{rava d, mm 
S 


Flèche du c 


-ü 
a — B/L — 0,+: b— B/L = 0,7; 
-05 ec — BIL = 09 (1 — Q,, = 0: 
51 025 (4 0,25 OL  2—Q,,— PI6: 3 —Q,, = P:3; 
Bord Bord #—Q,, = P/2) 


pour beaucoup des paramètres principaux de l’ensemble de cylindres 
et de la largeur de la bande. On observe une variation monotone si 
L/Dap = 2 (cage 2800) pour des bandes avec B/L = 0,7 et 0.9. La 
monotonie est rompue quand B/L = 0,5. Pour des cylindres à rap- 
port L/D,, = 2,5 (cage 3600), A6 varie de façon monotone si B'L — 
— 0,9. La monotonie est rompue si B/L — 0,5 et 0,7, ce qui s’expli- 
que par la rigidité de l’ensemble de cylindres qui est plus grande dans 
une cage 2800 que dans une cage 3600. Pour les bandes étroites, le 
gradient de la compression élastique sur la bande reste constant et 
croît en changeant de signe dans la zone comprise entre le bord de la 
bande et celui de la table du cylindre. 

Les variations de la compression élastique commune non unifor- 
me des cylindres entraînent celles de la flèche des cylindres de travail 
le long de la table (fig. 289). Si l'éffort Q,, = P/6, la variation de la 
flèche est monotone pour B/L = 0,5 et 0,7; cette variation n’est pas 
monotone pour B/L — 0,9 dans les deux cages, à cause de la compres- 
sion initiale élevée (pour Q,, — 0) au bord de la table lorsqu'on lami- 
ne des bandes larges (fig. 289). Quand l’effort de contre-flexion aug- 
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mente, la flèche varie d’une façon non uniforme le long de la table 
et la ligne élastique du cylindre de travail n'a plus l’allure d'une 
parabole, ce qui est caractéristique surtout des bandes étroites et 
moyennes (fig. 289, a, b). La flèche des cylindres de travail en lar- 
geur de la bande, pour B/L = 0,5, ne varie pas, car le gradient de 
la compression reste constant lorsque croît l'effort Q,,; on constate 
un accroissement de l’ondulation de la ligne plastique des cylindres 
(fig. 269, a). 
Lorsque l'effort Q,, croît, on constate une importante diminution 
de la flèche du cylindre de travail en travers de la bande lors du la- 
minage de larges bandes, ce qui confirme une fois de plus la nécessité 
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Fig. 290. Influence de la flexion forcée sur la flèche du cylindre de travail 
en travers de la bande: 
a — cage 2800 ; b — cage 3600 (1 — flèche du cylindre sans flexion forcée : 2 — Q,, = P;6; 
3—Q,, = P/3:1—0Q,, = P/2) 


d'affecter les laminoirs à tôles pour des largeurs maximales afin d’en 
diminuer sensiblement l'irrégularité d'épaisseur transversale pour des 
valeurs plus faibles de Q,.. 

Lorsqu'on lamine des bandes larges (B/L — 0,9) avec flexion for- 
cée des cylindres, la flèche du cylindre de travail change de signe 
quand @,, augmente, et ce changement s'opère dans une cage 2800 
pour des efforts @,, plus petits que dans une cage 3600, car la flèche 
initiale des cylindres de travail est égale respectivement à 0,06 et 
0,12 mm. 11 faut souligner que lorsqu'on lamine des bandes larges 
sous un effort Q,, = (0.3 à 0.5) ?, l'irrégularité d'épaisseur des ban- 
des laminées peut devenir négative par suite du changement de signe 
de la flèche du cylindre de travail. | 

Ainsi. les paramètres de l'ensemble de cylindres et, notamment. 
le rapport L/D,, influent sensiblement sur les déformations élasti- 
ques des cylindres contre-fléchis. À la base de cette étude, il est possi- 
ble de comparer l'influence de la flexion forcée des cylindres de tra- 
vail des cages quarto 2800 et 3600 sur les variations de l'irrégularité 
d'épaisseur transversale (qui dépend de la flèche du cylindre de tra- 
vail en travers de la bande: y,,,: fig. 290). 

L'irrégularité d'épaisseur transversale ne varie pas de façon mono- 
tone lorsque la largeur des bandes croît. On constate une augmenta- 
tion maximale de y,,, lorsqu'on lamine des bandes à B/L — 0.7. 
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L'intensité de la variation de y,,, en fonction de B/L est plus pronon- 
cée pour la cage 3600 que pour la cage 2800, ce qui correspond au carac- 
tère de variation de la flèche des cylindres de travail inférieurs pour 
différentes largeurs de la bande (fig. 289, courbe 7). Les courbes 
(fig. 290) montrent que l'efficacité de la diminution de y,,, par 
contre-flexion des cylindres est différente pour les cages 2800 et 3600. 
La diminution maximale de l’irrégularité d'épaisseur transversale 
dans une cage 2800 est possible dans un plus vaste intervalle de lar- 
geurs de bande (limite inférieure de B/L = 0,71 pour Q,, — 0,5 P) 
que dans une cage 3600 (B/L — 
— 0,85), car l’irrégularité d'épais- 
seur transversale initiale est de 
beaucoup inférieure dans la pre- 
mière cage. 

La fig. 291 représente les cour- 
bes caractérisant les efforts de 
contre-flexion des cylindres de 
travail et la largeur de la bande 
pour lesquels la flèche des cylin- 
dres de travail est nulle. On voit 
qu'avec l'accroissement du rap- 
port L/D,, les possibilités de ré- 
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Fig. 291. Courbes caractérisant Ja 
compensation totale de la flèche des 
cylindres de travail en travers de la 
bande en cas de leur flexion forcée: 
1 — cage 1700 ; 2 — cage 2800 ; 3 — cage 3600 


glage du profil des cylindres par 
application des efforts d’écarte- 
ment entre les tourillons des 
cylindres de travail sont limi- 


tées par la largeur de la bande 
et l’effort de contre-flexion. Avec un effort Q,,/P = 25 %. Ja 
flèche des cylindres de travail est nulle pour B/L — 0,6 dans une 
cage 1700 et pour B/L = 0,82 et 0,89 respectivement dans les cages 
2800 et 3600. Par conséquent, lorsqu'on lamine des bandes de même 
rapport B/L entre des cylindres de différente longueur de la table, 
plus L/D,, est grand, plus doit être grand l'effort de contre-flexion 
des cylindres de travail nécessaire pour éliminer l’irrégularité d'épais- 
seur. Ainsi, pour une bande de B/L = 0,85 laminée dans des cages 
1700, 2800 et 3600, le rapport Q,,/P est respectivement égal à 6, 20 et 
33 %. 

Il est évident que pour des cages quarto à tables longues (L/D,, > 
> 2,0), le schéma combiné de contre-flexion est le plus efficace : 
on applique des efforts de flexion additionnels tant aux tourillons des 
cylindres de travail qu’à ceux des cylindres d'appui. 

Examinons les possibilités de réglage du profil des cylindres de 
travail d’une cage quarto 3600 lorsque les efforts de contre-flexion 
sont appliqués aux tourillons des cylindres d'appui et pour une con- 
tre-flexion simultanée des cylindres d'appui et de travail. 

Les efforts d'écartement Q,, ont été appliqués aux tourillons 
allongés des cylindres d'appui; pour bras d'application des efforts 
Q:p on a pris L'/a = 1,45 où L’ est la distance entre les points d’appli- 
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cation des efforts Q,, ; a est l'entr’axe des vis de serrage. La contre- 
flexion des cylindres a été réalisée à l’aide d’un système de tringles 
avec vis, les capteurs tensiométriques étant collés sur le système. 
L'effort Q,, a été mesuré avec un oscillographe à boucle. 
Les déformations élastiques des cylindres ont été mesurées sous la 
pression constante de la bande sur les cylindres P = 6 AN (600 kgf), 
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Fig. 292. Influence |du système d'application des efforts de contre-flexio: 
sur la flèche du cylindre de travail: 


1. 1°, 17 — contre-flexion des cylindres d'appui; £, 2°, £* — contre-flexion des cylindres de 
travail; 3, 8” — contrc-flexion commune: 1, 2 3 L B/L = 0,9; 1j’, 2° — B/L = 0,1, 
P 27, à til "—. B/L = 9 


tandis qu'on a procédé à une mesure discrète des efforts d’écartement 
Qap et Q:, appliqués respectivement aux tourillons des cylindres 
d'appui et de travail *). 

L'application des efforts d’écarlement aux tourillons ‘des cylin- 
dres d'appui influe moins sur la flèche des cylindres de travail que 
l'application des mêmes efforts aux tourillons des cylindres de tra- 
vail. Ainsi, quand Q,,/P et Q,,/P sont égaux à 30 %, la flèche du 
cylindre de travail diminue de 0.05 et de 0,08 mm respectivement par 
rapport à sa valeur nominale (fig. 292, courbes 7° et 2”), ce qu'on 
attribue à une plus haute rigidité du cylindre d'appui. Pour obtenir 
une diminution égale de la flèche des cylindres de travail, il faut 
appliquer des efforts de contre-flexion beaucoup plus grands aux tou- 
rillons des cylindres d'appui qu’aux tourillons des cylindres de tra- 
vail. Par exemple, si B/L = 0,7, les efforts de contre-flexion qui 


*) Plus loin, on donne les résultats obtenus à l’aide des modèles (sans extra- 
polation pour la grandeur nature). 
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entraînent une diminution de 0,05 mm de la flèche du cylindre de 
travail, en agissant séparément sur les cylindres d'appui et de tra- 
vail. sont respectivement égaux à 0,33 et 0,22 P. 

Par conséquent, on peut régler le profil des cylindres de travail 
dans un certain intervalle par la contre-flexion aussi bien des cylin- 
dres de travail que des cylindres d'appui, les efforts de flexion étant 
séparément appliqués. 

De ce point de vue, il est intéressant d'étudier les variations de la 
flèche des cylindres de travail lorsqu'on règle en même temps leur 
profil par application des efforts de flexion simultanément aux touril- 
lons des cylindres d'appui et de travail. Les données expérimentales 
montrent que la diminution de 0,03 mm de la flèche du cylindre de 
travail, pour B/L = 0,9 (fig. 292, courbes Z à 3), est obtenue lors 
d'un réglage séparé à l’aide des efforts Q;,, — 0,19 P et Q,, — 0.28 P 
et lors d’un réglage combiné par des Q,, = 0,16 P et Q,, = 0,08 P. 
On voit donc que pour obtenir le même effet, le réglage combiné 
exige des charges moindres sur les tourillons des cylindres, ce qui est 
avantageux pour l'endurance des ensembles paliers. 

L'allure des courbes qui caractérisent la flèche du cylindre de tra- 
vail en présence de contre-flexion des cylindres d'appui et de contre- 
flexion commune, et sous l’action des efforts sur les tourillons des 
cylindres de travail, n’a pas varié contrairement aux efforts appliqués 
d'une façon identique aux tourillons des cylindres d'appui (courbes 
1; 1'et 3; 3”). Ceci signifie que l’action sur les cylindres de travail 
et d'appui est indépendante tant au réglage commun qu'au réglage 
séparé. Cela est dû au fait que la diminution de la flèche des cylin- 
dres de travail contre-fléchis résulte d’une augmentation de la com- 
pression commune des cylindres dans les zones proches des bords des 
tables, tandis que si l’on emploie la contre-flexion des cylindres d’ap- 
pui. la flèche des cylindres de travail diminue par suite de la convexi- 
té de la génératrice du cylindre de travail en contact avec le cylin- 
dre de travail, cette convexité étant créée par les efforts de flexion 
Qape 

Les courbes ? et 3 se coupent lorsque Q,, est egal respectivement 
à 0,33 et 0,4 P pounles bandes B/L = 0,9 et 0,5, ï.e. l'augmentation 
de Q,, n’assure pas l'efficacité du réglage commun par comparaison 
avec le réglage par contre-flexion du profil des cylindres de travail, 
car l'effort initial sur les tourillons des cylindres de travail Q,, — 
= 0,16 P est insuffisant et doit être augmenté afin d'obtenir l'effet 
voulu du réglage. 

Plus haut (p. 3) on a montré que la flèche des cylindres d'appui 
des cages quarto de rapport L/D,, < 1,5 varie peu en cas de contre- 
flexion des cylindres de travail, à cause d’une grande rigidité des 
cylindres d'appui. La flèche des cylindres d'appui de rapport 
LIDap = 2,5 dépend beaucoup du schéma d'application des efforts 
de flexion forcée. Quand on applique les efforts aux tourillons des 
cylindres de travail, la flèche des cylindres d'appui augmente car, 
à ce moment, la charge complémentaire de @,, est transmise directe- 
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ment sur la table des cylindres et fait augmenter la pression sur les 
cylindres (fig. 293, courbes Z”’ à 3”). La contre-flexion des cylindres 
d'appui diminue leur flèche, car les efforts Q,, appliqués aux touril- 
lons allongés des cylindres les courbent dans le sens opposé à celui de 
la pression de la bande sur les cylindres (fig. 293, courbes 7 à 3). 

L'efficacité des variations de la flèche du cylindre de travail en 
fonction du schéma d'application des efforts de contre-flexion et de 
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Fig. 293. Variation de la flèche du 
cylindre d'appui en cas de contre- 
flexion des cylindres d'appui (1, 2, 3) 
et des cylindres de travail (7°, 2’, 3°): 


Fig. 294. Efficacité relative de diffé- 
rents systèmes de contre-flexion des 
cylindres : 

1,4,7 — B/L — 0,5; 2,5— B!/L = 0,7; 
3. 6,8 — B/L = 0,9 (lignes en traits pleins: 


LI — BILm 09 2.2 — BiL = 07: 


3" — B/L = 0.5 contre-flexion des cylindres d'appui; lignes 


en traits interrompus: contre-flexion des 

cylindres de travail: lignes en points-tirets : 

contre-fiexion commune des cylindres d'ap- 
pui et de travail) 


la largeur de la bande peut être évaluée à l’aide du rapport ys,/y# où 


ys, est la flèche du cylindre de travail sans contre-flexion et yf: la 
flèche avec contre-flexion. 


L'analyse des variations de y,,/yf, en fonction de Q/P montre que 
lorsque la largeur de la bande croît, l'efficacité d'action de la contre- 
flexion des cylindres sur la variation relative de leur flèche augmente. 
car à une plus grande largeur de la bande correspond une valeur ini- 
tiale moindre de y, (fig. 294). L'augmentation de w./yf. varie selon 
le schéma de contre-flexion. 

Donc, le réglage du profil des cylindres par contre-flexion est un 
moyen efficace pour diminuer l'irrégularité d'épaisseur transversale 
des bandes et tôles. Pourtant, cette efficacité de réglage n’est pas la 
méme pour les cages dont les cylindres ont des paramètres différents 
(L'Daop; Dir/Dap). 

Dans les cages quarto 1700 à 2000, compte tenu de la rigidité 
suffisamment élevée des ensembles de cylindres, le réglage du profil 
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des cylindres de travail par application des efforts d’écartement 
à leurs tourillons fournit des tôles à irrégularité d'épaisseur transver- 
sale minimale. 

Les ensembles de cylindres des cages quarto 2800, 3600 et 5000 ne 
sont pas assez rigides pour diminuer l’irrégularité d'épaisseur trans- 
versale sur l'intervalle de largeurs de bandes par contre-flexion des 
cylindres de travail et en appliquant des efforts admissibles sur le 
plan de la solidité des cylindres et paliers. L'action simultanée des 
efforts de flexion sur les cylindres d’appui et de travail étend les 
limites de réglage. Par exemple, lorsqu'on lamine une bande de B/ZL — 
= 0,9, des efforts de contre-flexion de l’ordre de Q — 0,2 P annulent 
totalement la flèche initiale des cylindres de travail s’ils sont appli- 
qués aux tourillons des cylindres de travail d’une cage 1700. dimi- 
nuent cette flèche de 40 % s'ils sont appliqués aux tourillons des 
cylindres de travail d’une cage 3600, de 32 %, s’ils sont appliqués 
aux tourillons des cylindres d'appui. et de 52 % s’ils sont appliqués 
simultanément aux tourillons des cylindres de travail et d'appui. 


9. Influence de la contre-flexion sur l’état contraint 
des cylindres 


L'état contraint des cylindres a été étudié *) sur des modèles 
volumiques collés [5] pour des cages quarto de laminoirs à larges ban- 
des (tableau 50). Le dispositif de simulation est montré sur' la 
fig. 295. La largeur des bandes a varié dans les limites B/L — 0,5 à 
0.9. Les figures 296 et 297 montrent quelques exemples d’'isochromes 


Tableau 50 


Quelques rapports nominaux des paramètres des cylindres 
des laminoirs quarto étudiés 


Laminoir | LiDop L'D,, D}, Dip | œ *) 
1680 (620,1240 >. 16580) 1.35 | 2,18 U,5 22.0 
2000 (800/1600 X 2400) 1,25 2,50 0,5 28,5 
2500 (7001400 X 200) 1.78 3.93 0,5 32,0 
2800 (800, 1400 :< 280U) 2,0 3,50 0,57 305,7 


*) @ — rapport de similitude des modèles. 


dans les modèles des cylindres d’une cage quarto 2500. L'application 
d'efforts d’écartement Q/2 entre les tourillons des cylindres de travail 
entraîne une forte concentration des contraintes aux bords des tables 
des cylindres de travail et d'appui et sur le contour des doucines du 
cylindre de travail (fig. 296, a, b et fig. 297,a,b}). Si Q,,./P — 


*) Les études ont été réalisées en collaboration avec V. S. Poliachov, 
N. G. Krakht et V. B. Krakht. 
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= 0,25, tax croît au bord de la table des cylindres de 2 fois environ 
par rapport à Tma+x pour Q = 0. 

Lorsque la largeur de la bande augmente (de B/L = 0,45 à 
BIL = 0,9), la concentration des contraintes augmente aux bords 
des tables des cylindres par suite d’une redistribution de la pression 
inter-cylindres avec localisation de ses valeurs maximales aux bords 
des tables des cylindres (fig. 296,b et fig. 297,b). 

Les contraintes t,,,, aux bords des tables des cylindres, en pré- 
sence d'efforts Q,,/2 appliqués entre les tourillons des cylindres de 


Fig. 295. Installation d'étude des contraintes sur des modèles volumiques 
de cylindres composites par la méthode de photo-élasticimétrie : 


1 — cylindre d'appui; £ — cylindre de travail; 3 — empoise du cylindre de travail: #4 — 

modèle de la bande (dispositif de charge à charnière et à levier); 5 — tige de charge : 6 — 

dispositif à levier assurant la flexion forcée du cylindre de travail; 7 — levier de charge 

simulant la pression de laminage ; #4 — poids produisant l'effort de contre-flexion : 9 — bain 
d'immersion 


travail des laminoirs étudiés (tableau 50), dépendent linéairement de 
la largeur de la bande (B/L). Quand la pression de laminage est totale 
et constante et la largeur de la bande est la même, les contraintes 
Tmax AUX bords des tables des cylindres diminuent beaucoup avec 
l'augmentation du rapport L/D,, étant donné que lorsque LD; 
(ou L) croît la pression au mètre courant par unité de longueur de la 
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table du cylindre diminue et respectivement celle par unité de lar- 
geur de la bande. 

Dans le cas, où les efforts d’écartement Q/2 sont appliqués entre 
les tourillons des cylindres de travail et d'appui, la concentration des 
contraintes aux bords des tables des cylindres de travail et d'appui 


Ai 


Fig. 296. Isochromes dans les modèles des cylindres de la cage quarto 
2500 pour B/L = 0,45: 
a — cylindres chargés seulement par la pression de laminage (P,, od = 3 kN (300 kgf) ; Q = 0); 
b — cylindres chargés par la pression de laminage P,,, 4 3 kN (300 »gf) et par les efforts 
d'écartement Q/2 appliqués entre les tourillons des cylindres de travail (Q/P = 0,375) 


est faible (fig. 297,c) et peut même être plus petite qu'au charge- 
ment des cylindres par la seule pression de laminage (fig. 297,a et 
fig. 297,c). 
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Pourtant, il faut souligner que l'application des efforts d’écarte- 
ment aux tourillons des cylindres de travail (indépendamment du 
schéma de leur application) entraîne non seulement une concentration 
des contraintes sur les contours des doucines, mais aussi engendre des 
contraintes dans les tourillons mêmes [dans leur état ordinaire 
(Q = 0) les tourillons des cylindres de travail ne sont pas contraints]: 
fig. 296 et 297. 

Les contraintes tangentielles maximales t,,,, dans les tourillons 
des cylindres sont réparties d'une façon non uniforme : les plus gran- 
des valeurs de t,,,. sont constatées au voisinage des doucines et sur 
le contour des tourillons; plus on s'éloigne du contour vers l’axe 
du tourillon plus t,,,- diminue brusquement (fig. 296, 297). 

Les valeurs de t,,. sur le contour du tourillon du cylindre de 
travail sont plus grandes du côté contact avec le cylindre d'appui que 
du côté contact avec la bande. L'application des efforts d’écarte- 
ment entre les tourillons des cylindres de travail entraîne une impor- 
lante augmentation des contraintes Tt,,- dans les tourillons de ces 
cylindres, et n'influe pratiquement pas sur 71, dans les tourillons 
coniques des cylindres d'appui. Dans le cas où il y a un passage 
brusque de la table au tourillon du cylindre (tourillons cylindri- 
ques), l'influence des efforts de contre-flexion sur 7%T,,,- peut être 
grande. 

L'augmentation du bras de levier d'application des efforts d’écar- 
tement @,,/2 sur les tourillons des cylindres de travail entraîne un 
accroissement des contraintes tangentielles maximales +t,,,, dans les 
tourillons des cylindres de travail et aux bords des tables dans la 
zone de contact des cylindres de travail et d'appui. Dans un laminoir 
1680 dont les cylindres de travail et d'appui ont des tourillons cylin- 
driques, une augmentation de 1,3 fois du bras de levier d'application 
de @,,.2 se traduit par une augmentation de 2 à 3 fois de t,,, sur le 
contour des tourillons des cylindres de travail: dans un laminoir 
2500, l'augmentation de t,,- est légèrement inférieure (les cylindres 
ont des tourillons coniques). Les contraintes t,,- dans les doucines 
des cylindres d’appui varient légèrement dans ce cas. Par exemple, 
si Q,, = 0,25 P et que le bras augmente de 1,3 fois, les contraintes 
Ta, augmentent de 10 à 12% pour les cylindres d'appui des lami- 
noirs 2000 et 2500. 

Les résultats examinés soulignent encore une fois qu'il est impor- 
tant de tenir compte de l'influence de la contre-flexion des cylin- 
dres sur leur état contraint, surtout lorsque les efforts d’écartement 
sont appliqués entre les tourillons des cylindres de travail (ce sché- 
ma de contre-flexion est adopté dans la plupart des laminoirs) 
(277, 278, 280, 3301]. 

L'emploi des chanfreins coniques (voir p. 3) contribue à diminuer 
notablement les contraintes tangentielles maximales t,,,,. aux bords 
des tables des cylindres. Par exemple, les contraintes 7, peuvent 
être diminuées de 18 % à 20 % pour les cylindres du laminoir 2000 
et de 25 à 30 % pour le laminoir 2800. 
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Par conséquent, en combinant la contre-flexion des cylindres de 
travail et le profilage des cylindres d’ appui sous forme des chanfreins 
coniques aux bords des tables, on arrive à diminuer lesefforts néces- 
saires de contre-flexion (fig. 284) et les contraintes tangentielles 
maximales aux bords des tables des cylindres, 


-— 


DJ 1 ELITE 


Il est intéressant de noter que lorsque la rigidité du système de 
cylindres croît, l'étendue (le long de la table) de la zone où l’on cons- 
tate une influence notable de la contre-flexion des cylindres sur leur 
état contraint augmente. Si l’on simule la contre-flexion des cylin- 
dres de laminage à grande longueur de la table: d'un laminoir 2500 
(L/D,n = 1,78; L/D,, — 3,53Let d'un laminoir 2800 (L/D,, — 2,0; 
L/D,, = 3,90) on constate que la contre-flexion des cylindres de 
travail influe sur les zones contiguës aux bords des tables des cylin- 
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dres ; les contraintes tangentielles maximales ne varient pratiquement 
pas sur le reste des tables (fig. 296, 297). Si le système de cylindres 
est plus rigide, s’il s'agit, par exemple, d'un laminoir de 1680 
(L/D,, 1,09: LD:,, 2,78) la zone d'influence de la contre- 
flexion est plus étendue ; on observe aussi des variations de T,,,, au 


me 


Fig. 297 (a et b ci-contre). Isochromes (lignes de 27tmux const) dans Îles 
modèles des cylindres de la cage quarto 2500 pour BL — 0,9: 
a et b — voir fig. 296; ec — cylindres chargés par la pression de laminage P 3RkRN 


mod 
(300 kgf) et par les efforts d'écartement Q 2? appliqués entre les tourillons des cylindres de 


travail et d'appui (Q' P 0,375) 


centre des tables des cylindres [93]. Le même caractère de variation 
de l’état contraint des cylindres contre-fléchis a été constaté pour un 
laminoir 2000 (L/Den = 1,25; L/D,, = 2,50). 


CIIAPITRE XII 


ÉTAT CONTRAINT ET DÉFORMÉ 
DES CYLINDRES DU LAMINOIR SENDZIMIR 


Ces dernières années on voit se répandre les laminoirs Sendzimir 
destinés au laminage des bandes minces et très minces en métaux et 
alliages difficilement déformables. Ces laminoirs sont de plus en plus 
souvent utilisés pour le Jaminage de bandes de plus d’un mètre de 
largeur. Le laminage de bandes larges à irrégularilé d'épaisseur mini- 
male sans ondulations ni gauchissements est un problème assez com- 
plexe. Pour lui trouver une solution efficace, il est nécessaire d'étu- 
dier les lois de variation de la pression inter-cylindres et des défor- 
mations élastiques des cylindres du laminoir Sendzimir *). 

L'analyse de l’état contraint des cylindres du laminoir Sendzimir 
revêt une grande importance parce qu'on a affaire à un schéma spéci- 
fique de chargement des cylindres qui ont trois ou quatre zones de 
contact. 


1. Pression inter-cylindres et déformations élastiques 
des cylindres du laminoir Sendzimir 


Le système de cylindres des laminoirs Sendzimir diffère par sa 
conception [323] des systèmes de cylindres des autres laminoirs. 
Les nombreux appuis (plusieurs galets d'appui sur un axe) et élé- 
ments d'appui par l'intermédiaire desquels la pression du laminage 
est transmise au bâti compliquent sensiblement l'étude et l’analvse 
des déformations élastiques du système de cylindres. 


Pour étudier la pression inter-cylindres et les déformations élastiques des 
cylindres du laminoir Sendzimir, on a fait appel à la méthode de tensiométrie 
sur modèles **). Le modèle du laminoir Sendzimir 1200 a été réalisé à l'échelle 
1: 4 (fig. 298). Les modèles des cylindres en matériau à bas module :-40M 
à base de résine époxyde compartaient. le long de la génératrice. des tensiomètres 
en fil incorporés. L'expérience est décrite dans le travail [47]. 

On a soumis le modèle à une charge de P,,,a4 — 3 kN (300 kgf), ce qui en 
grandeur nature correspond à une pression totale de laminage P — 3,36 MV 
(336 !/) compte tenu du rapport de similitude et des déplacements linéaires du 
modèle et des cylindres réeis [312]. Le maintien de cette relation entre le rap- 

rt de similitude et les forces est nécessaire pour la simulation du problème 
e contact [5. 312]. 


*) La déformation élastique du bäti ne représente que 10 % de la défor- 
mation totale de la cage (dans le sens de la pression de laminage). 
**) Les études sont réalisées en collaboration avec V. K. Toutynin. 
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Fig. 298. Modèle du laminoir Sendzimir. Vue générale (a) et coupe longitu- 
dinale (b): 

1 — Cylindre de travail; 2, 3 — cylindres intermédiaires, 4 à 6 — cylindres d'appui; 7 à 

10 — axes des roulements d'appui; 11 — bâti; 12 — paliers d'appui; 13 — roulements 

d'appui; 14 — arbre excentrique; 15 — plaque; 16 — plaquette; 17 — petite poutre: 

18 — dynamomètre de compression pour mesurer la pression totale; 19 — vis de serrage 


Les épures de la pression inter-cylindres dans le laminoir Sendzi- 
mir sont représentées sur la fig. 299. Les épures de répartition de la 
pression inter-cylindres dans les zones de contact ZV, V, VI (fig. 300) 
ont été construites d’ après les données des six capteurs incorporés 
dans les cylindres d'appui de la deuxième rangée (4 et 5). Des capteurs 
identiques ont été placés au centre de chacun des six galets d'appui 
disposés sur les axes 7 et 8 [471]. 

Dans les zones de contact ZII et VII, la pression inter-cylindres 
a élé mesurée à l’aide des capteurs tensiométriques disposés sur les 


Im AN/m{(Kkgf/cm) Gn MN/m(tf/cm) 
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Fig. 299. Répartition de la pression inter-cylindres suivant la longueur de 
contact dans le laminoir Sendzimir (g:04 et g,,-: pression inter-cylindres pour 
modèle et laminoir respectivement); chiffres romains: numéros des contacts 
des cylindres selon la fig. 300: ici et plus loin : coefficient moyen du frottement 
de glissement suivant le contact des cylindres u,,.. — 0,066 (cylindres graphités) 


cylindres d'appui de la première rangée (2) et sur les cylindres de la 
deuxième rangée (4 et 5). La pression inter-cylindres dans la zone de 
contact ZI a été mesurée de la même façon. A noter que chaque point 
des courbes (fig. 299) constitue la moyenne de 12 à 16 mesures. A l’ai- 
de des trois points situés respectivement à 2,5 ; 7,5 et 12,5 cm du cen- 
‘tre de la table du cylindre, on a déterminé par la méthode des moin- 
dres carrés le trinôme du deuxième degré qui décrit l'épure de la 
pression inter-cylindres pour la valeur correspondante de B/L. 

Pour évaluer la précision de l’expérience, on a comparé les pres- 
sions totales en certains points de contact obtenues par le calcul 
(fig. 300) et par l'expérience. La comparaison fait apparaître une 
précision suffisante (tableau 51). 
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On a évalué la précision des épures de la pression inter-cylindres 
obtenues par comparaison de la pression totale développée en tel 
ou tel point de contact avec la pression obtenue par planimétrie des 
épures de la pression inter-cylindres correspondantes. Pour les con- 
tacts IV. Vet VI, l'écart entre les valeurs indiquées ne dépasse pas 
2%; pour les contacts ZII et VII — 5,5 % ; pour le contact J1, il 
est de 13 % environ. 

On voit sur les épures de la fig. 299 que la pression inter-cylindres 
{m Suit la loi générale et présente un maximum au centre de la table 


Fig. 300. Efforts dans les zones de contact des cylindres du laminoir Send- 
zimir'. 
lignes en traits pleins: résultantes: lignes en traits interrompus: composantes horizontales 
et verticales (chiffres: fractions de P 


des cylindres pour une faible largeur de la bande (B/L = 0,5). 
Lorsque la largeur de la bande s'accroît (B/L > 0,5), les valeurs 
maximales de qgn diminuent au centre de la table, quant aux épures 
de la pression inter-cylindres, elles présentent des maximums aux 
bords de la table sur certains contacts (VW. VI) pour B/L — 0,85. 

J1 est intéressant d'exprimer la répartition non uniforme de ]la 
pression inter-cylindres en contacts des cylindres en fonction du rap- 
port B'L, en utilisant le coefficient X, — Qm.max/{m.m.. Notons que 
le rapport des diamètres des cylindres du laminoir Sendzimir est à peu 
près le même (l'écart est de 6 % environ): D;/D, = 0,55; D./D, — 
= 0.57; D,/D; = 0,584. 

Les courbes de la fig. 301 montrent que si le rapport B/L est petit, 
le coefficient k, de non-uniformité est pratiquement le même pour 
tous les contacts ; le maximum de la pression inter-cylindres se trouve 
au centre de la bande. Plus le rapport B/L augmente, plus le coeffi- 
cient À, diminue et plus le maximum de pression inter-cylindres se 
déplace dans les contacts V, VJ vers les bords de la table du cylindre. 
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Pour évaluer l'influence du graissage sur les épures de la pression 
inter-cylindres, on a comparé (fig. 302) les pressions inter-cylindres 
pour des cylindres secs (u Æ 0,15) et graphités (u Æ 0,066). On voit 
qu'iln'y a pas une très grande différence entre les valeurs de la pres- 
sion inter-cylindres, mais on constate que la pression au mètre cou- 
rant a tendance à devenir égale sur la longueur de la table en l’absen- 
ce de graissage. 

A partir des épures de la pression inter-cylindres, on a calculé 
le rapprochement des axes des cylindres résultant de leur compres: 
sion élastique commune le long du contact et on a construit les épures 


Fig. 301. Variation du coefficient de répartition non uniforme de la pres- 

sion inter-cylindres le long du contact des cylindres en fonction du rapport B/L: 

11 à VII — numéros des contacts selon la fig. 300 ; ligne en traits interrompus: hk, pour lami- 
noir quarto 1200 (500/1300 x 1200 mm) 


correspondantes (fig. 303). Les valeurs du calcul du rapprochement 
des axes des cylindres ont été confirmées par les indications des cap- 
teurs tensiométriques qui ont été étalonnés pour la mesure de la dé- 
formation radiale. 

En déterminant les flèches des cylindres d'appui et de travail du 
Jaminoir Sendzimir. il faut tenir compte de l'affaissement (flèche) 
de l’axe des galets d'appui (7,8. 9, 10) dû à la déformation élastique 
de compression et au rattrapage des jeux dans le contact entre l’axe 
et les colonnes. 

La pression agissant sur les colonnes et l’affaissement (flèche) 
de l’axe des galets d'appui ont été déterminés de la façon suivante. 

Les galets d'appui montés dans un dispositif spécial incorporé 
dans le modèle du laminoir ont été chargés d’après une loi corres- 
pondant à l’épure de la pression inter-cylindres. On a réparti les 
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charges d'une ffaçon uniforme |sur les galets d'appui, d’une façon 
non uniforme avec un maximum aux bords (P, — max) et, enfin, 
d'une façon non uniforme avec un maximum au centre (P, — max): 
fig. 304 et tableau 52. Dans tous les cas, la charge totale sur les galets 


Im, MN/mGgf/cm) G Un 


Fig. 302. Influence du coefficient de frottement le long du contact des 
cylindres sur la pression inter-cylindres (B/L — 0,67): 
lignes en traits pleins: == 0,066 (cylindres graphités); lignes en traits interrompus: 


Um. 
' = 0,15 (cylindres secs) 


Um.c 


900 


était de 3 kN (300 kgf). Dans cette expérience, on s’est servi des ten- 
siomètres pour mesurer la pression agissant sur les colonnes; quant 
aux pressions réparties sur les colonnes, elles ont été déterminées 
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Fig. 303. Compression élastique commune LApRRSsEmens des axes) des 
cylindres du laminoir Sendzimir: 
5, od © 6,,: compression élastique commune respectivement pour modèlez: laminoir 


par le calcul (résolution du problème de la poutre à sept appuis par 
des méthodes connues de la résistance des matériaux [100]. La com- 
paraison de ces données met en évidence leur coïncidence (fig. 304). 


Fig. 304. Schéma des cfforts et de l'emplacement des appuis (voir tableau 52) 


D'autre part, on a obtenu à l’aide de ce dispositif une courbe d'’éta- 
lonnage en coordonnées pression sur colonnes — fleche de l'axe des ga- 
lets d'appui pour les colonnes correspondantes. 

Ensuite, à partir des épures de la pression inter-cylindres obtenues 
expérimentalement, on a calculé la pression exercée sur les colonnes 
en définissant à l’aide de la courbe d'étalonnage la valeur de la flèche 
(affaissement) correspondante de l’axe des galets d'appui. 

Les données obtenues de cette façon ont permis de construire les 
épures (fig. 305) de la pression sur les colonnes (en traits interrom- 
pus) et de l’affaissement des axes des galets d'appui (traits pleins) 
dans le sens d'action de la force. L'examen de ces épures permet de 
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souligner une circonstance importante: l'affaissement des axes des 
galets d'appui est pratiquement le même, uniforme (homogène) sur 
la longueur de la table des cylindres, qui est environ de 0,7 L (entre 
les colonnes 2? et 6); par conséquent, aucune influence ne sera exercée 
sur la valeur de la flèche des cylindres de travail et sur l'irrégularité 
d'épaisseur des bandes laminées. Donc, on pourra dans la suite né- 
gliger cette composante de la déformation élastique lors du calcul 
de la flèche des cylindres de travail. 

On constate un certain décalage entre la charge (pression sur les 
colonnes) et la déformation élastique (affaissement de l'axe des 
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Fig. 305. Affaissement des axes des roulements d'appui (lignes en traits 
pleins) et pression sur les colonnes (lignes en traits interrompus) 


galets d'appui) qu'on explique par le rattrapage des jeux en contact 
de l’axe et des colonnes et dans les paliers des galets d'appui. 
L'analyse des données expérimentales permet de souligner quel- 
ques particularités du système de cylindres du laminoir Sendzimir : 
1. On peut négliger dans la première approximation l’affaisse- 
ment des galets des axes 7, 8, 9 et 70 (chaque axe est une poutre à sept 
appuis à volées faibles). Dans ce cas, la flèche des cylindres d'appui 
2, 3, 4, 5 et 6 (et par conséquent, la flèche des cylindres de travail) 
ne peut se produire qu’à cause d’une compression non uniforme le 
long de leurs zones de contact (77, III, IV, V, VI et VII: fig. 300). 
2. On constate pratiquement dans tous les contacts (fig. 303) 
une grande déformation élastique de compression (rapprochement 
des axes) au centre de la table des cylindres, qui se répercute inévi- 
tablement sur la flèche des cylindres de travail. Dans ce cas, la non- 
uniformité de la compression élastique des cylindres en contact est 
maximale pour B/L — 0,5, et minimale pour B/L = 0,83 à 0,87. 
3. Si l’on examine le rapprochement des axes des cylindres en 
contact dans le sens d’action de la force (fig. 306), on voit que les 
cylindres en contact (7 et 2, 2 et 5, 2 et 4) (respectivement J et 3, 
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3 et 9, 3 et 6) prennent des parts égales dans le rapprochement com- 
mun (compression élastique) à condition qu'il y ait compression. 
On note toutefois une exception pour les contacts entre les cylindres 
et les galets d'appui (4 et 7, 4et 8,5 et 9,6 et 10) à qui reviennent les 
2/3 environ du rapprochement commun des axes. Ceci peut être 
expliqué par le fait que les galets d'appui, qui sont constitués de 
six paliers calés sur un même axe, supportent une plus grande pres- 
sion spécifique que les cylindres correspondants. On notera, de plus, 


PE 
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Fig. 306. Schéma de disposition et cotes principales du système de cylindres 
du laminoir 1200 (à gauche) et valeurs de rapprochement des axes (u) en frac- 
tions pour chaque cylindre (à droite): P — 3,36 MN (336 tf) 


la grande importance que revêt la déformation élastique des paliers 
des galets d'appui ayant une grande quantité de zones de contact. 
On remarquera par ailleurs que la valeur de la déformation élastique 
de compression dans les zones de contact des cylindres d’appui avec 
les galets d'appui dépasse sensiblement celle observée dans d’autres 
contacts. 

4. Les cylindres du laminoir Sendzimir étant groupés de telle 
sorte que chacun d'eux dispose de trois zones de contact (le cylindre 5 
en a même quatre), ils se déforment d'une façon compliquée (flexion 
dans quelques sens), lorsque la compression commune est non uni- 
forme dans chaque zone de contact. En particulier, le cylindre de 
travail fléchit non seulement dans un plan vertical, mais aussi dans 
un plan horizontal. Un tel caractère de chargement et de déformation 
des cylindres d'appui et de travail a des répercussions directes sur les 
dimensions des bandes laminées, sur l’usure et la longévité des cylin- 
dres ainsi que sur la consommation et la puissance des moteurs d’en- 
traînement. 
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La compression élastique non uniforme des cylindres dans les 
zones de contact entraîne une flèche notable du cylindre de travail 
du laminoir Sendzimir (fig. 307)..La flèche du centre de la table du 
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Fig. 307. Variation de la flèche du cylindre de travail le long de sa table 


en fonction de la largeur de la bande laminée (B/L): 


Pmod = 3 RN (300 kgf); Por = 3,36 MN (336 !f) 


cylindre de travail par rapport au bord de la table constitue 0,29; 
0,2 et 0,09 mm respectivement pour B/L = 0,5; 0,67 et 0,83. La flè- 


che par rapport à la rive de la bande laminée constitue 0,072 ; 0,09 
et 0,062 mm pour B/L ayant les valeurs indiquées plus haut. 
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Fig. 308. Composantes verticales du rapprochement des axes des cylindres 
(B/L = 0,67); chiffres près des courbes: numéros des contacts selon la fig. 300 


Il est intéressant de souligner que la flèche des cylindres de tra- 
vail peut être évaluée en première approximation par addition des 
axes des cylindres déterminés suivant la ligne de leur contact (fig. 308). 
En outre, il importe de prendre en considération uniquement la 
flèche de non-uniformité sur la courbe du rapprochement des axes 


905 


en tant que différence entre le rapprochement au centre du cylindre 
et le rapprochement au bord de la bande laminée (Ao = 6, — Ô4.&). 
Ce calcul ramené au laminage d’une bande B/L = 0,67 sur le lami- 
noir Sendzimir 14200 a montré que la flèche du cylindre de travail en 
travers de la bande est de 0,1 mm (tandis que les mesures directes ont 
donné 0,09 mm). 

11 est évident qu’en présence d’une si grande flèche de cylindre 
de travail, le laminage des bandes épaisses de 0,1 à 0,3 mm n’est pos- 
sible qu'à condition d’un serrage préalable des cylindres et d’un 
réglage du profil de la bande laminée à l’aide d’un dispositif spécial. 

Les conditions les plus favorables à la diminution de la flèche 
des cylindres de travail, comme il ressort de l'analyse des données 
ci-dessus, sont celles où l’on lamine des bandes larges avec B/L — 
— 0,83 à 0,87 (i.e. pour B — 1000 à 1050 mm). 

Ces résultats montrent que le système de cylindres du laminoir 
1200 n’est pas assez rigide à cause surtout de la déformation élastique 
non uniforme en contact des cylindres de travail et d'appui. ainsi 
que des galets d'appui et de leur paliers. 

Les laminoirs Sendzimir étant équipés d'une longueur de table 
des cylindres de plus de 1000 mm et compte tenu des avantages consi- 
dérables qu'ils présentent, il importe de les améliorer afin d'obtenir 
une rigidité optimale du système de cylindres et d'étendre les limites 
de réglage du profil des cylindres et de la bande laminée. 

Comment peut-on améliorer le fonctionnement et la construction 
des laminoirs Sendzimir? 

Par le choix des rapports optimaux B/L, les valeurs de L/D,, 
et D,,/D;p étant données. On a montré que si ces valeurs sont don- 
nées. il y a une largeur optimale de la bande laminée pour laquelle 
on obtient une flèche minimale du cylindre de travail. Dans un lami- 
noir 1200, le rapport B/L proche de la valeur optimale doit être de 
0,8 à 0,85 environ. Parfois, pour réunir les meilleures conditions de 
laminage sur laminoirs Sendzimir (du point de vue de la valeur opti- 
male de B/L), on utilise des chanfreins aux bords des tables de la pre- 
mière rangée de cylindres d'appui, diminuant ainsi la longueur active 
L de la table des cylindres qui participe à la compression élastique 
de contact. Sur le plan des avantages offerts par le laminage de bandes 
de largeur optimale (les paramètres L/D,, et D;,/D,, étant donnés), 
il paraît plus rationnel de régler le laminoir Sendzimir (de même 
que les laminoires quarto) sur une largeur bien déterminée de bandes 
laminées. 

L'utilisation des cylindres d’appui 5 (fig. 300) profilés bombes 
sur les laminoirs en service permet de diminuer notablement la flèche 
des cylindres de travail. Les cylindres doivent être choisis en fonction 
de la largeur des bandes laminées : pour les bandes étroites on utilise- 
ra des cylindres plus convexes et pour les bandes larges, des cylin- 
dres moins convexes (à partir de B/L jusqu’à 0,8). Il est recommandé 
de se référer aux résultats ci-dessus dans le calcul de la flèche des 
cylindres bombes. 
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2. Etude de l’état contraint et déformé des cylindres 
du laminoir Sendzimir sur calculateur numérique 


Pour se faire une idée d'ensemble de l’état contraint et déformé 
des cylindres du laminoir Sendzimir et étudier en détail la déforma- 
tion élastique radiale, on a effectué les calculs sur un calculateur 
«Minsk-225 en utilisant les méthodes décrites dans le chapitre X. 
On a calculé les contraintes et les déformations dans les sections pla- 
nes des cylindres de travail (D, = 55 mm), des premiers cylindres 
d'appui (D, = D; — 100 mm) et des deuxièmes cylindres d'appui 
(D, = D; = 175 mm), la pression totale de laminage étant de 3,6 MN 
(360 ff) : largeur de la bande B = 800 mm; E, — 2,12-105 MN/m° 
(2.12- 10% kgf/mm*): v,. — 0,28. En se basant sur le schéma de la 
fig. 300, on a déterminé les charges totales et au mètre courant agis- 
sant dans les zones de contact des cylindres et les contraintes norma- 
les et tangentielles de ces zones (formules du chapitre I, p. 2). 

Sur la fig. 309 sont représentées les isochromes (lignes de 2t,,. — 
— const) dans les cylindres du laminoir Sendzimir. L'état contraint 
des cylindres du laminoir Sendzimir est non uniforme comme dans le 
cas du laminoir quarto (ch. XI, p. 2). Les contraintes tangentielles 
maximales sont concentrées directement dans les zones de contact 
des cylindres et leur valeur est fonction des efforts agissant sur ces 
zones de contact (fig. 300). C’est pourquoi l’état contraint des divers 
cylindres est différent. Le cylindre de travail est le plus contraint ; les 
contraintes tangentielles maximales 71,,,, y atteignent 750 A/N/m° 
(75 kgf/mm®) (fig. 309,b). Le cylindre du milieu de la deuxième ran- 
gée des cylindres d'appui est le moins contraint. 

Dans les couches superficielles des cylindres on constate que les 
contraintes normales radiales 6, et tangentielles o4 (fig. 310, 311) 
sont très élevées. Elles atteignent 20,02 GN/m* (2002 kgf/mm°) 
et plus dans les premiers cylindres d'appui. Les contraintes radiales 
sont localisées, dans les cylindres, le long de la ligne d'action des 
charges extérieures (fig. 310). Comme on l’a déjà souligné (ch. XI, 
p. 2). les zones des contraintes de traction o4 sont moins étendues 
(fig. 311,b) dans les cylindres du laminoir Sendzimir que dans ceux 
d'un laminoir quarto. 

La résolution du problème plan sur l’état contraint et déformé 
du disque et de l’anneau (ch. X) permet non seulement d'évaluer 
la solidité des cylindres, mais peut aussi trouver d’autres applica- 
tions. 

On peut parler d’une certaine analogie entre l’état plan contraint 
du cylindre de travail et l'état plan contraint du produit de départ 
lors du laminage des tubes. Il est probable que les contraintes tangen- 
tielles de traction ©, jouent un rôle important dans la formation de 
la cavité interne dans le produit de départ. Dans les travaux (159, 
276] on montre que lorsqu'on augmente le nombre de cylindres de 
travail dans un laminoir à tubes, la zone de contraintes de traction 
dans le produit de départ diminue. Des résultats identiques sont 


907 


obtenus par le calcul de l’état contraint des cylindres du laminoir 
Sendzimir. En effet. dans la section du cylindre qui est en contact 
avec trois cylindres. la zone de contraintes de traction ©64 diminue 
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Fig. 309. Isochromes dans les cylindres du laminoir Sendzimir 1200 (numé- 
ros des cylindres: fig. 300); chiffres près des courbes: 27,,4+ (kgf/mm®) pour 
P = 3.6 MN (360 1j) 


notablement (par rapport au cylindre de travail du laminoir quar- 
to) et elle disparaît pratiquement dans le cylindre qui est en contact 
avec quatre cylindre (fig. 311.b). 

La détermination des conditions optimales (nombre de cylindres 
de travail, rapport diamètre du produit de départ — diamètre des cylin- 
dres, etc.) sous lesquelles les contraintes de traction T, n'existent 
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pas dans la section transversale du corps déformé est très importante 
pour le laminage des corps ronds de section variable [185]. Dans ce 
cas on cherche à obtenir un produit sans spongéité axiale du métal; 


Fig. 310. Isobares des contraintes radiales normales (G, — const) dans 
les cylindres du laminoir Sendzimir 1200 (numéros des cylindres: fig. 300); 
chiffres prés des courbes: 6, (kgf/mm?) pour P 3.6 MAN (360 tf) 


pour cela il faut créer dans Île foyer de déformation un état contraint 
tel que les contraintes de traction 6, soient absentes ou très faibles. 
Il est évident que cette analogie n'a de sens que si les lois de la 
répartition des contraintes ©, observées dans la zone des déformations 
élastiques restent valables lors de la déformation plastique. 
Les courbes de la fig. 312 illustrent la répartition des contraintes 
suivant les rayons des cylindres ; à une profondeur de 0.1 7? les con- 
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traintes s’amortissent et ne représentent qu'une part insignifiante 
des contraintes qui agissent à proximité immédiate de la surface de 
contact. 

L'état contraint non uniforme des cylindres entraîne évidemment 
leur état déformé non uniforme (fig. 313). En outre. chaque cylindre 
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Fig. 311. Isobares des contraintes tangentielles normales (04 = const) 

dans les cylindres du laminoir Sendzimir 1200 (numéros des cylindres : fig. 300) ; 


chiffres près des courbes: 69 (kgf/mm*) pour P = 3,6 MAN (360 tf); les zones 
de contraintes de traction sont hachurées 


du laminoir Sendzimir est caractérisé par la présence de zones de 
déformation radiale tant de compression que de traction (fig. 313 
et 314). Plus l’on s'éloigne de la surface de contact. plus la compres- 
sion radiale diminue d’une manière intense (fig. 314). 

Ainsi donc, l’état contraint et déformé des cylindres du laminoir 
Sendzimir est caractérisé par une non-uniformité très prononcée. 
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Fig. 312. Répartition des contraintes tangentielles maximales 274 (a), 
radiales normales (b) et tangentielles (c) et de la déformation élastique radiale 
(d) suivant le rayon des cylindres du laminoir Sendzimir 1200: 

P = 3.6 MN (360 if); 1, 2, 4 et 5 — numéros des cylindres selon la fig. 300. La répartition 


des valeurs indiquées suivant le rayon des cylindres est donnée pour des sections correspon- 


dant à leurs valeurs maximales sur la surface des cylindres. Chiffres près des courbes : charge 
sur Îles contacts respectifs des cylindres en fractions de P (fig. 300) 
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L'état contraint et déformé des cylindres du laminoir Sendzimir se 
distingue de celui du laminoir quarto par le schéma spécifique de 
charsement de cylindres qui présentent trois ou quatre zones de con- 
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Fig. 313. Lignes de valeurs égales de la déformation élastique radiale 


(u, — const) des cylindres du laminoir Sendzimir 1200 [chiffres près des courbes : 
u, (mm) pour P = 3,6 MAN (360 t})]. Les zones de contraintes de traction sont 
hachurées 


tact. Les cylindres de travail et les premiers cylindres d'appui étant 
soumis à de considérables contraintes et déformations, il vaut mieux 
que ces cylindres soient composites ou pleins, en matériaux durs 
résistant à l’usure (en alliages durs, par exemple). 
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Fig. 314. Répartition de la déformation élastique radiale suivant la circon- 

férence et la profondeur des cylindres du laminoir Sendzimir 1200. Chiffres 

romains — numéros des zones de contact selon la fig. 300; 7 à 6: numéros 

des cylindres selon la fig. 300; P = 3,6 MN (360 tf); chiffres près des courbes: 
distance à la surface du cylindre en fractions de R 
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